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記 号 表 
 
量記号 単位 正式名（日本語） 正式名（英語） 
cp J/(Kmol) 定圧モル比熱 molar specific heat at constant pressure 
cv J/(Kmol) 定積モル比熱 molar specific heat at constant volume 
na mol 吸入空気分子のモル数 intake air mole number 
nEGR mol 残留ガスのモル数 residual exhaust gas mole number 
nf mol 燃料分子のモル数 fuel mole number 
p Pa 燃焼室内圧力 cylinder pressure 
pexp Pa 実験で計測された 200サイクル平均
筒内圧力 
measured cylinder pressure (200cycle average) 
pIVC Pa 筒内圧力センサーから求めた圧縮開
始時の筒内平均圧力 
cylinder pressure at IVC 
pm Pa m番目のクランク角度（θm）における
筒内圧力 
cylinder pressure of combustion chamber at θm 
R J/(Kmol) 気体定数 gas constant 
S - センシティビティ sensitivities 
t ms 圧縮開始からの経過時間 time after IVC 
Tb K 燃焼室内の既燃ガス温度 burned gas temperature 
Tm K m番目のクランク角度（θm）における
燃焼室内の未燃ガス温度 
unburned gas temperature of combustion 
chamber at θm 
Tu K 燃焼室内の未燃ガス温度 unburned gas temperature 
V m3 燃焼室の容積 volume of combustion chamber 
Vc m3 TDCのときの燃焼室容積 volume of combustion chamber at TDC 
Vd m3 行程容積 piston displacement 
VIVC m3 圧縮開始時の燃焼室容積 volume of combustion chamber at IVC 
Vm m3 m番目のクランク角度（θm）における
燃焼室容積 
volume of combustion chamber at θm 
Vt m3 BDCのときの燃焼室容積 volume of combustion chamber at BDC 
var - 分散 variance 
W J 図示仕事（1サイクルでピストンに対し
てされる仕事) 
indicated work 
θ ATDC クランク角度 crank angle 
θm ATDC m番目のクランク角度 crank angle at m [ATDC] 
ε - 圧縮比 Compression ratio 
ηth - エンジン熱効率 Engine thermal efficiency 
κ - 比熱比 Specific heat ratio 
λ - 空気過剰率 air excess ratio 
τ (T,p) s 初期温度 T,初期圧力 pにおける着火
遅れ時間 
ignition delay time 
τD s Douaudの式で求められた着火遅れ
時間 
ignition delay time calculated by Douaud 
equation 
τD, fit s 係数最適化後の Douaudの式で求め
られた着火遅れ時間 
ignition delay time calculated by Douaud 
equation after optimization 
iv 
 
尚，燃焼室内の未燃ガス温度(Tu), 燃焼室内圧力（p），クランク角度（θ），圧縮開始からの経過時間（t），着火遅
れ時間（τ）については，本文中で次の添え字により時期と求め方を識別している． 
 
 1．時期に関する添え字 
  i IVC，計算開始時期，圧縮開始時期 
  ig 着火時期 
  knock ノッキング発生時期 
  pre-ig プレイグニッション発生時期 
 
 2.場所に関する添え字 
  in 吸気 
  ex 排気 
 
 3.求め方に関する添え字 
  ad 断熱圧縮の式 
  chem 詳細反応計算 
  exp 実験 
  h エンタルピー保存式 
  predicted LW積分式 
  PRF 燃料を PRFとしたときの詳細反応計算 
  st 状態方程式 
  S5 燃料をサロゲート燃料（S5R, S5H）としたときの詳細反応計算 
 
 
略 号 表 
 
略号 正式名（英語） 正式名（日本語） 
A/F Air fuel ratio 空燃比 
ACI Advanced Compression Ignition 先進的圧縮着火 
AKI Anti-Knock Index 耐ノック指標 
BDC Bottom Dead Center 下死点位置 
CA50 50% mass fraction burned Crank Angle 50%質量燃焼割合時期 [ATDC] 
CFD Computational Fluid Dynamics 数値流体力学 
CFR Cooperative Fuel Research 燃料研究協同組合 
CNG Compressed Natural Gas 圧縮天然ガス 
CR Compression Ratio 圧縮比 
CRC Coordinating Research Council アメリカの燃料研究評議会 
DI Direct Injection 筒内直接噴射 
DRG Directed Relation Graph 直接関係グラフ 
ECU Engine Control Unit エンジンコントロールユニット 
EGR Exhaust Gas Recirculation 排気ガス再循環 
ETBE Ethyl Tertiary Butyl Ether エチルターシャリーブチルエーテル 
EVC Exhaust Valve Close timing 排気バルブ閉時期 
EVO Exhaust Valve Open timing 排気バルブ開時期 
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略号 正式名（英語） 正式名（日本語） 
FACE Fuels for Advanced Combustion Engine 将来燃焼用サロゲート燃料 
FCA Fiat Chrysler Automobile 
フィアット・クライスラー・オートモービル
ズ 
FT法 Fischer-Tropsch process フィッシャートロプシュ法 
GHG Green House Gases 温室効果ガス 
GM General Motors Company ゼネラルモーターズ 
HCCI Homogeneous Charge Compression Ignition 予混合圧縮着火 
IVC Intake Valve Close timing 吸気バルブ閉時期 
IVO Intake Valve Open timing 吸気バルブ開時期 
JIS Japanese Industrial Standards 日本工業規格 
KCS Knock Control System ノックコントロールシステム 
KLSA Knock Limited Spark Advance ノック限界点火時期 
KUCRS 
Knowledge-basing Utilities for Complex Reaction 
Systems 
詳細反応機構自動生成システム 
LES Large Eddy Simulation ラージエディーシミュレーション 
LLNL Lawrence Livermore National Laboratory リバモア国立研究所（米国) 
LSPI Low Speed Pre-Ignition 過給エンジンの低速プレイグ 
LTO Low Temperature Oxidation reaction 低温酸化反応 
LW積分 Livengood-Wu integral リーベングッドウー積分 
MBT Minimum advance for the Best Torque MBT点火時期 
MON Motor Octane Number モーターオクタン価 
NA Natural Aspirated 自然吸気 
NTC Negative Temperature Coefficient 負の温度係数 
OEM Original Equipment Manufacturer 完成車メーカー 
OI Octane Index オクタンインデックス 
PFI Port Fuel Injection ポート噴射 
PRF Primary Reference Fuel 標準燃料 
RCM Rapid Compression Machine 急速圧縮装置 
RON Research Octane Number リサーチオクタン価 
S Sensitivity (=RON-MON) センシティビティ （=RON-MON） 
SI Spark Ignition 火花点火 
SIP 
cross-ministerial Strategic Innovation promotion 
Program 
内閣府戦略的イノベーション創造プログラム 
SIP-Gd1.0 
Gasoline surrogate details reaction mechanism 
version 1.0 
ガソリンサロゲート詳細反応機構バージョン 1.0 
TDC Top Dead Center 上死点位置 
TK Trace Knock トレースノック点火時期 
WOT Whole Open Throttle スロットル全開状態 
WWFC Worldwide Fuel Charter 世界燃料憲章 
 
第 1 章 序論 
1 
 
 
第 1章  序 論 
 
1.1 研究背景 
 
1.1.1  自動車用火花点火エンジン（ガソリンエンジン） 
 
現代社会の中において，交通機関の役割は非常に重要になっており，特に，自動車は人々の生活に欠かすこと
ができない物となっている．自動車には図 1-1 に示すように 200 年以上の歴史がある．動力源を振り返ると，蒸
気機関や電気自動車が主力となった時代もあるが，エネルギー密度や出力，航続距離等の観点から，現代に至る
まで内燃機関が主に活用されて来た．1950 年以降の経済発展とともに自動車の普及台数も飛躍的に増加した結果，
内燃機関からの CO2排出量も増大している．そのために，世界的な気候変動への影響が懸念されており，電気自
動車や，燃料電池自動車など，燃焼を伴わない動力源を持つ自動車が注目されており，普及に向けた取り組みが
進んでいる．しかしながら，電気自動車の開発においては，エネルギー密度が石油などの液体燃料に比べて小さ
いことから，自動車としては航続距離で課題があること，充電時間やインフラの整備の観点から，ユーザーの利
便性に課題があることなど解決すべき技術課題は少なくない．燃料電池車の開発においても，水素供給を行なう
インフラの整備の課題がある．併せて，電気自動車や燃料電池車においては，コスト低減の課題等もある．パワ
ートレーンは多様化しているがこれらの課題もあることから，内燃機関は引き続き主要な役割を演じていくため
に進化することが期待されている． 
 
 
 
内燃機関の起源としては，1876 年にニコラウス・オットーにより発明された火花点火式の往復ピストンエンジ
ン，1982 年にルドルフ・ディーゼルにより発明された圧縮着火式の往復ピストンエンジンが知られている．往復
ピストンエンジン（レシプロエンジン：以降エンジンと表記）は．燃焼に伴い燃焼室内の圧力が高まり，そのガ
ス膨張のエネルギーをピストンの往復運動に変換することで動力を取り出している．そして，このピストンの往
復運動をクランク機構によってクランク軸の回転運動に変換している．クランク軸の回転運動は変速機を介して
タイヤに伝わり，自動車の走行性能を生み出すために使われている．内燃機関は燃焼方式の違いによって，「火花
点火式」や「圧縮着火式」に分類されているが，それぞれの燃焼方式の特徴から使用されている燃料の種類も異
Fig.1-1 History of power train and CO2 concentration. 
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なっており，前者がガソリンエンジン，後者がディーゼルエンジンと分類されることが多い．本論文では，乗用
車用に普及している火花点火エンジン（ガソリンエンジン）を取り扱うこととする． 
 図 1-2 に示すように，一般的なガソリンエンジンは，ピストンとクランクシャフトがコネクティングロッドに
よって連結された構造となっている.各部の動作については，クランクシャフトの回転角（θ）の変化に伴い，ピ
ストンが上死点位置（Top Dead Center :TDC）から下死点位置（Bottom Dead Center :BDC）までの往復運動を繰
り返す.TDC のときの燃焼室容積（Vc）と，BDC の時の燃焼室容積（Vt）の差を行程容積（Vd）とよび，圧縮比
（Compression Ratio :CR）を式(1-1)で定義する(Heywood, 1989).  
 
    
  𝐶𝑅 =
(𝑉𝑐+𝑉𝑑)
𝑉𝑐
=
𝑉𝑡
𝑉𝑐
                                                                         （1-1） 
また，エンジンの動作として燃焼室筒内の作動ガスの挙動に着目すると，図 1-3 に示すように，ピストンの動
きに合わせて時系列で 4 つの行程に分かれることになる. 吸気バルブ開時期（Intake Valve Open Timing: IVO）か
ら吸気バルブ閉時期（Intake Valve Close Timing: IVC）の間に空気が燃焼室筒内に充填される吸気行程，IVC から
ピストンの上昇により燃焼室筒内の混合気が圧縮される圧縮行程，燃焼によるガス膨張によりピストンが押し下
げられる膨張行程，排気バルブ開時期（Exhaust Valve Open Timing: EVO）から排気バルブ閉時期（Exhaust Valve 
Close Timing: EVC）の間に燃焼ガスが排出される排気行程の 4 行程であり，4 ストロークエンジンともよばれて
いる．なお，ガソリンエンジンの混合気の形成については，吸気ポートにインジェクタを配置しているポート噴
射（Port Fuel Injection: PFI）方式や筒内に直接燃料を噴射する筒内直接噴射（Direct Injection: DI）方式，そして
両方を備えた方式が市場に導入されている． 
θ 
TDC 
Stroke 
Bore 
BDC 
TDC 
BDC 
V
c
 
V
t
 
V
d
 
Fig.1-2 Basic geometry of the reciprocating internal combustion engine. 
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ガソリンエンジンのクランクアングルに対する燃焼室の容積（V），燃焼室内圧力（p），燃焼室内の既燃ガス
温度（Tb）と未燃ガス温度（Tu）を図 1-4 に示す. 圧縮行程で燃焼室筒内の圧力，温度が大きく上昇したとこ
ろでスパークプラグの点火により燃焼が開始する．点火により生じた火炎核は，筒内の流動を受けながら成長
し，ガソリンと空気の混合気中を伝播していく．この行程の中で，燃焼に伴い熱エネルギーが発生し燃焼室筒内
の圧力が高くなることで，ピストンを押し下げる仕事（W）となる．この仕事は，式（1-2）で表すことができ
る． 
  W = ∮𝑝𝑑𝑉                                       （1-2） 
詳細については，Heywood によって発刊されている内燃機関の書物（Heywood, 1989）を参照されたいが，実用
エンジンではドライバーの要求に対して仕事を効率良く取り出すために，吸入空気流量やエンジン回転速度を調
整することで運転条件を決定している．混合気の燃焼を捉えるためには，初期の圧力や温度状態に加えて，燃焼
室の容積変化，即ち，燃焼室内の圧力や温度が時間的に変化していることから，過渡的な挙動を理解する必要が
ある．そして，エンジン開発を行う時には，この燃焼について理解した上で設計，制御を考えることが重要とな
る． 
ガソリンエンジンは，冒頭にも記載したが，乗用車の動力源として世界中で普及している一方で，燃焼を伴う
ことから CO2などの温室効果ガス(Green House Gases: GHG)や，窒素酸化物，粒子状物質のような大気環境に影響
を与える物質を排出しており，これらの物質の排出は各国の排出ガス規制の対象となっている．また，ガソリン
は枯渇が懸念されている石油資源を原料に精製されることから，石油エネルギーの安定調達，つまりエネルギー
セキュリティーの側面から各国の政治，経済と大きなかかわりを持っている． 
特に CO2に関しては，2015 年の COP21 で採択されたパリ協定に対応するために，各国政府における燃費規制
がよりいっそう厳しくなることが予測される．こうした背景を踏まえて，自動車の車両の軽量化技術と共に，内
燃機関の更なる CO2 排出量の低減，すなわち熱効率の向上に関する技術革新や，バイオ燃料などの活用による
Well To Wheel（油田から車輪）での CO2低減に関する取り組みが進められている． 
ガソリンエンジンにおける熱効率向上に向けた取り組みは後述するが，ノッキングの改善に伴う圧縮比の向上
や排気ガスの一部をシリンダーに戻す EGR（Exhaust Gas Recirculation）の活用等により，市販のガソリンエンジ
ンにおいても熱効率の最大値は 40%以上にまで高められている(Nakata, 2014, Yamada, et. al., 2014, Takahashi, et. al., 
2015, Itabashi, et. al., 2017)． 
また，熱効率を高めることは社会的にも極めて重要であることから，日本では，熱効率向上の研究に対して，
2014 年度から内閣府が主導する戦略的イノベーション創造プログラム（Cross-ministerial Strategic Innovation 
Promotion Program: SIP）「革新的燃焼技術」が開始された．このプロジェクトは産官学一丸となったプロジェクト
であり，基礎研究から応用研究までの包括的な取り組みを行うことにより，新規技術の創出を実現し，エンジン
の最高熱効率 50%の実現を目指したプロジェクトとなっている（Daisho, 2015, Yokomori, et. al., 2016）．日本以外の
国においても，アメリカにおける Co-optima，欧州における Horizon2020，ドイツにおける TMFB（Hoppe, et.al, 
2016），e-fuel 等，同様のプロジェクトが組織されており，内燃機関の熱効率向上と CO2低減に対する取り組みは
世界中で進められている． 
Intake Process
（IVO～IVC）
Compression Process
（IVC～TDC）
Expansion Process
（TDC～BDC）
Exhaust Process
（EVO～-EVC）
Fig.1-3 The four stroke operating cycle. 
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1.1.2  ガソリンエンジン用の燃料（市販ガソリン）の特徴 
 
 石油製品であるガソリンは，石油精製法にしたがって生産されている．基本となる技術は蒸留であるが，ガソ
リン留分の量の確保と品質向上（高オクタンガソリン化，低硫黄化）のために接触分解法，アルキル化法，接触
改質法，水素化分解法などを用いて，重油の改質を進めたり，低オクタン価燃料を高オクタン価燃料に変換した
りして利用している（小西, 1991, 神谷, 1987）．特に，国内においては，2010 年にエネルギー供給構造高度化法
が制定され，前述の技術等を活用して生産設備の効率化が進められている． 
自動車に望ましいと考えられるガソリンの品質に関しては，日米欧の自動車業界が共同で，自動車の使用状況
や，排気ガス規制に対応するための要求品質を具体的な条件，数値でまとめており，WWFC（Worldwide Fuel 
Charter）として発行している（日本自動車工業会, 2017）．また，国内においては，自動車業界や使用者団体，石
油業界により自動車用の市販ガソリンに対する要求品質を協議し， 日本工業規格（Japanese Industrial Standard: 
JIS）として定めている．表 1-1 に国内の市販ガソリン規格である JIS K 2202-2012 を示す．リサーチオクタン価
（Research Octane Number, RON）と酸素分の有無でそれぞれ 2 水準に分かれており，密度や蒸留特性，蒸気圧特
性，硫黄濃度などが定められている(JIS, 2012)．  
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Fig.1-4 Sequence of events in four-stroke spark-ignition engine operating cycle.   Cylinder volume V, cylinder pressure p, cylinder 
temperature Tb, Tu (Tb, burned gas temperature; Tu, unburned gas temperature) are plotted against crank angle. 
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ガソリンの原料に関しては，地球温暖化への対応の観点から非化石燃料や，低 CO2燃料へのシフト，また石
油資源の供給量や価格変動に対応するために地域的に非石油資源への多様化が進んでいる．図 1-5 にその模式図
を示す． 
特にバイオ由来の燃料（バイオ燃料）に関しては，地域作物との協業を行ないつつ普及してきており，ブラジ
ルやアメリカ，タイなどのアジア地域，欧州地域において市販ガソリンへのエタノールの混合利用が進んでい
る．エタノールはガソリンエンジンに適用することができるが，燃料配管等での腐食に対しての材料での対応
や，濃度変化に伴う発熱量の相違に対応させるために，インジェクタの選定なども重要となる．そこで，日本や
欧州などの一部の地域においては，エタノールよりもガソリンに近い成分として，エタノール由来の ETBE
（Ethyl Tert-Butyl Ethel）をバイオ燃料として混合したガソリンも市販化されている． 
こうしたバイオ燃料は，とうもろこしやサトウキビを原料としているが，食料需給への影響を避ける必要があ
ることから，供給量に制約がある．そこで，エタノールや ETBE 以外の低 CO2燃料として CNG（Compressed 
Natural Gas）の普及や合成燃料の開発も進んでいる．CNG はガス燃料であることから，タンクとインジェクタ
を改造するためのキットや，CNG 専用車の販売が行なわれている．合成燃料は，石炭やバイオマスをガス化分
解して得られた合成ガス（水素と一酸化炭素の混合ガス）から FT 法（Fischer-Tropsch process）によりガソリン
に含まれるような炭化水素成分を合成した燃料であるが，収率向上やコストの低減，原料や生成物の多様化に向
けた研究が継続されている． 
  このようにガソリンの原料が多様化することで，精製可能なガソリンの性状が変化してくることが予測され
る．燃料規格は，そうした時代の変化に合わせて自動車業界や石油業界などの産業界と関係省庁が協力して定め
ていく必要がある．とくに自動車業界は，将来における燃料性状の変化がエンジンの性能や燃費，排気に与える
影響を明らかにすることが重要な役割であると考えられる． 
 
Property Premium Premium（E） Regular Regular（E） Test Method
RON, min JIS K 2280
Density @ 15℃, g/cm3,
max
JIS K 2249
Distillation
T10, ℃, max
T50, ℃, max 110 105 110 105
T50, ℃, min 70 70(s)/65(w) 70 70(s)/65(w)
T90, ℃, max
FBP, ℃, max
Residue, vol%, max
Copper corrosion, 3hr @
50℃, merit
JIS K 2513
Sulfer, ppm, max
JIS K 2541-1, JIS K
2541-2, JIS K 2541-6,
JIS K 2541-7
RVP @37.8℃, kPa, min 44 44(s)/55(w) 44 44(s)/55(w)
RVP @37.8℃, kPa, max
Existent gum (solvent
washed), mg/100ml, max
JIS K 2261
Oxidation stability (Induction
period), minutes, min
JIS K 2287
Benzene, vol%, max
JIS K 2536-2, JIS K
2536-3, JIS K 2536-4
Ethers (5 or more C atoms),
vol%, max
JIS K 2536-2, JIS K
2536-4, JIS K 2536-5,
JIS K 2536-6
Ethanol, vol%, max 3 10 3 10
JIS K 2536-2, JIS K
2536-4, JIS K 2536-6
Oxygen, wt%, max 1.3 3.7 1.3 3.7
Oxygen, wt%, min - 1.3 - 1.3
Color Visual
70
65(s)/93(w)
Orange
JIS K 2254
JIS K 2258
JIS K 2536-2, JIS K
2536-4, JIS K 2536-6
240
1
7
220
2
1
10
5
96 89
0.783
180
Table 1-1 Properties of Japanese Gasoline (JIS K 2202-2012). 
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1.1.3  ガソリンエンジンの熱効率とノッキング 
 
本項では，ガソリンエンジンの熱効率向上の手法と本論文で着目するノッキングについて述べる．ガソリンエ
ンジンは，熱力学的にはオットーサイクルとして記述され，その熱効率は理論的に式（1-3）のように示される．  
𝜂𝑡ℎ = 1 −
1
𝜀𝜅−1
                                                                                （1-3） 
  ηth:理論熱効率，ε:圧縮比（=CR），κ:比熱比（定圧比熱と定容比熱の比: cp/cv） 
 
 式（1-3）より，理論的には，圧縮比を高めること，比熱比を高めることが有効であることが判る．実機のエ
ンジンにおいては，IVC と EVO は任意に設定出来ることから，IVC から TDC まで圧縮を受ける実際の圧縮比
と，TDC から EVO までの実際の膨張比が一致することは稀である．そのために，実際のエンジン開発において
は，膨張比を高めることが重要となってくる．膨張比を高める手段としては，実際の設計の際には，式（1-1）
に示した圧縮比を高めておく方法や，EVO を遅くする方法がある．また，比熱比の観点からは，リーンバーン
や低温燃焼が有効であることを意味している．また，実際のエンジンにおいては，摩擦損失，ポンプ損失，冷却
損失，排気損失，未燃損失などの各損失があることから，これらの各種損失を低減させていくことが重要であ
る． この要求に応えるために，ガソリンエンジンでは，自然吸気（Natural Aspiration: NA）エンジンでの高圧縮
比化や過給ダウンサイズエンジンの開発に加えて，燃焼促進による EGR 限界の拡大やフリクション低減技術の
開発，吸排気バルブの作動範囲を制御する動弁系の開発などが進められている．また，企業においても過給リー
ンバーンエンジンの研究が進んでいる（Nakata, et. al., 2015, Hanabusa, et. al., 2013）． 
一方で，高圧縮比エンジンや過給ダウンサイズエンジンでは，ノッキングやホットスポットに起因するプレイ
グニッション，オイルの飛散が起因していると言われている過給ダウンサイズエンジン特有の LSPI(Low Speed 
Pre-Ignition)等の異常燃焼が発生しやすくなることが知られている． 
Nakata らが示しているノッキングの例を図 1-6，図 1-7 に示す．圧縮比を高めることにより，部分負荷では熱
効率を高めることが出来るが（図 1-6），高負荷時にはノッキングが発生し性能低下に繋がるなど市販用のエン
ジンとしては仕様を満たさなくなる（図 1-7）（Nakata, et. al., 2011）．ノッキングの発生には混合気の温度や圧
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Fig.1-5 Fuel diversification. 
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力，ピストンによる圧縮と火炎伝播にかかる時間が影響していることが知られていることから，エンジン開発に
おいては，燃焼を促進させたり，冷却系の改善が進められたりしてきた．  
 
 
 
 
 
 
圧縮比を上げることによってノッキングやプレイグニッションなどの異常燃焼が起こりやすくなることや，冷
却系の改良によりそれらを抑制できることから判るように，ノッキングの発生しやすさには，混合気の温度が大
きく影響していることが知られている．また，物理的には筒内の圧力と化学反応時間，すなわち，ピストンによ
る圧縮と火炎伝播にかかる時間が影響していることも知られている．図 1-4 に未燃ガス（混合気）と既燃ガス
（火炎伝播後の気体）の温度履歴が示されているが，ノッキングの起源となる未燃ガスはピストンによる圧縮の
後，既燃ガスの膨張による圧縮を受けて，圧力と共に温度が上昇する．この温度上昇により，火炎伝播が終了す
る前に未燃ガスが自己着火を引き起こすと，そこを起点に圧力波が生じ，ドアをノックするような甲高い音が発
生する．この音をノッキングと呼んでいる．ノッキングは，音の不快感と併せて，燃焼室内で生じる圧力上昇に
伴うエンジンダメージの観点から，抑制することが求められている．実際の自動車では，ノックコントロールシ
ステム(Knock Control System: KCS)を用いた制御システムの活用が広がっており，ブロック壁等に取り付けられ
たセンサーでノッキングを検知すると，点火時期を遅らせるなどの制御を行ってエンジンを運転している．この
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Fig.1-6 Effect of compression ratio on engine thermal efficiency with 2.4L, liner-4 engine. 
 
Fig.1-7 Effect of compression ratio on engine performance with 2.4L, liner-4 engine. 
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制御を採用すると，ノッキングが発生しやすいエンジンの高負荷領域ではエンジンの保護が出来る一方で，点火
時期を遅角させることから，エンジン性能の低下や燃費の悪化を伴う． 
 
 ノッキングの発生過程を見ていくと，未燃ガスの自己着火と，それを起点にした圧力波の形成に分けられる
（Nakajima, et. al., 1984, Nakagawa, et. al., 1984, Hayashi, et. al.,1984）．本論文では，未燃ガスの自己着火に関して取
り組むことから，その内容については次節に譲り，ここでは先に圧力波の形成の概要について記載する． 
未燃ガスの自己着火により生じた圧力波は燃焼室内を伝播することから，燃焼室のボア径に依存する 5～9kHz
（1 次モード）, 10～18kHz（2 次モード）の周期にピークを持つ圧力波を形成する．ゼネラルモーターズ
（General Motors Company: GM）の Eng は，この振動モードと音との関係について解析しており，燃焼形式によ
り周波数と強度の分布に異なる傾向が見られることを報告している(Eng, 2002)．ノッキングによって生じる圧力
波の強さは，これまで未燃ガスの量と自己着火のタイミングに依存するとされてきた（Kono, et. al., 1983）．しか
し，近年の過給ダウンサイズエンジンにおいてエンジン回転速度が低い条件で突発的に生じる LSPI は，圧縮行
程中に発生することから，従来のノッキングに比べて大きな圧力振幅が引き起こされることが報告されている
（Zahdeh, et. al., 2011, Okada, et. al.,2014）．このような大きな圧力振幅は，未燃ガスの自己着火を起点に圧力波が
音速を超える速度で伝播しているために発生すると考えられており，この圧力波に関する研究も取り組まれるよ
うになってきた（Zeldovich, 1980, Bradley, et. al., 2002）．  
 
ノッキングの改善のために，産業界では上述のように燃焼改善や冷却系の改善などの実用的な対応が進められ
てきた．他方で，学術的には，CFD（数値流体力学，Computational Fluid Dynamics）計算に用いる物理モデルに
ついての研究や，詳細反応機構の構築による素反応解析手法の高度化が進められており，ノッキング発生メカニ
ズムに関する研究が発展してきている．ただし，これらの研究成果をエンジン開発に活用するためには計算に長
時間を要すること，市販ガソリンの素反応をモデル化することが難しいことなど課題がある．そして，エンジン
を用いた詳細な計測が難しいことから，ダイナミックに変化するエンジン運転条件や，エンジンの諸元の違いに
対応したモデルの検証が進んでいないことも，エンジン開発に利用されにくい要因の一つであると考えられる． 
一方で，今後のエンジン開発においては，熱効率の更なる向上が求められており，ノッキングの抑制や異常燃
焼の回避がますます重要になってくる．そこで，学術的な取り組みの成果をエンジン開発の際に利用可能な指標
やモデルとして活用していくことは重要である． 
 
 
1.1.4  市販ガソリンのノッキング指標 
 
前項で述べたように，ノッキングの発生は未燃ガスの自己着火が起点になると考えられており，この未燃ガス
の自己着火特性は，混合気の組成，即ち，燃料の着火特性や混合気の空気と燃料の重量費である空燃比（Air fuel 
ratio : A/F）に依存することが知られている．ガソリンエンジンは，排気ガス浄化に三元触媒を用いることからス
トイキ空燃比（当量比Φ=1）で運転されている．そこで本研究では，こうした影響因子のうち，空燃比の影響は
取り扱わずに，燃料の着火特性による影響に着目する． 
 
市販ガソリンの着火特性を示すノッキング特性の指標には，リサーチオクタン価（Research Octane Number, RON）
とモーターオクタン価（Motor Octane Number, MON）があり，国内の市販ガソリンは RON，欧州や中国の市販ガ
ソリンは RON と MON，アメリカの市販ガソリンは式（1-4）で示す AKI（Anti Knock Index）で規格化されてい
る． 
𝐴𝐾𝐼 =
𝑅𝑂𝑁+𝑀𝑂𝑁
2
                                     （1-4） 
 
例えば，国内のレギュラーガソリンとプレミアムガソリンのオクタン価は，表 1-1 で示した JIS K 2202-2012
によりそれぞれ 89RON，96RON 以上と定められている（実際に市場に出ているものはレギュラーガソリン
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90RON，プレミアム(ハイオク)ガソリン 100RON 程度）．アメリカでは，レギュラーガソリンで AKI87（≒
91RON），プレミアム(ハイオク)ガソリン AKI91（≒95RON），欧州では 95RON，98RON の 2 水準，中国（国
4）では 90RON, 93RON，97RON の 3 水準と規格化されている． 
 RON と MON の計測は，1928 年にアメリカの燃料研究協同組合（Cooperative Fuel Research: CFR）で提案され
た単気筒可変圧縮比エンジンが用いられている（Horning, 1931）．このエンジンは CFR エンジンとよばれ，現在
も世界中で使用されている． 
表 1-2 に ASTM D2699 -17 で規定される RON と ASTM D2700-17 で既定される MON の計測条件を示す
（ASTM, 2017a, 2017b）．RON と MON の計測条件の大きな違いは初期温度とエンジン回転速度である．特に，
初期温度に関しては、100K 程度の違いがあり，RON は MON よりも温度の低い条件でノッキングを計測してい
る．また，エンジン回転速度に関しては，RON は 600rpm で計測をしているのに対して，MON は 900rpm で計
測を行なっていることが判る．このことから，RON の方が MON よりも混合気を低温場で時間をかけて圧縮し
火炎伝播させたときのノッキングの発生しやすさを評価していることが判る． 
 
 
このようにして計測されたノッキングは，ノッキングレベルが等しい標準燃料中のイソオクタンの体積%割合
の値を用いてオクタン価として規定されている．この標準燃料は，RON，MON 共にノルマルヘプタン（n-heptane, 
C7H16）とイソオクタン（iso-octane, C8H18）の 2 成分の混合燃料が用いられており，標準燃料（Primary Reference 
Fuel，PRF）とよばれている．そして，イソオクタンの体積%割合を末尾に記載し，例えばイソオクタン 90vol.%
とノルマルヘプタン 10vol.%の基準燃料は PRF90 とよぶ．PRF90 とリサーチ法によるノッキングレベルレベルが
等しい燃料を 90RON，モーター法によるノッキングレベルが等しい燃料を 90MON と定義している．RON, MON
ともに値が高いほど，測定試験においてのノッキングは起こりにくいことを意味している．また，100RON を超
える燃料に関しては，標準燃料に加えるトルエンや四エチル鉛の添加割合から推定する手法でオクタン価を計測
している． 
表 1-3 に標準燃料に用いているノルマルヘプタンとイソオクタン（2,2,4-tri-methyl-pentane）と国内の市販ガソ
リン，市販ガソリンに含まれる主な成分のオクタン価を示している．  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
RON MON
Intake Air Temperature 52℃ 149℃
Intake Air Pressure atmospheric atmospheric
Coolant Temperature 100℃ 100℃
Engine Speed 600rpm 900rpm
Spark Timing 13BTDC 14-26BTDC
Compression Ratio 4-18 4-18
Table 1-2 Test Condition of RON and MON． 
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市販ガソリンは，数百種類の炭化水素からなる混合物であり（金子，1998），そのそれぞれが異なるオクタン
価を持つことは，前述のとおりである．主な炭化水素の RON と MON の値をプロットしたものを図 1-8 に示す
（ASTM, 1958）．多くの分子は，RON と MON が等しいか，RON が MON よりも高い値をとっている．成分ご
とに比較をすると，芳香族成分（アロマ）は，RON, MON ともに高い値をしめす傾向があり，不飽和炭化水素
（オレフィン）では RON が MON よりも高くなる傾向が強い様子が判る．分子構造の違いがノッキングの起こ
りやすさに与える影響については，素反応論から解明が進んでいる．詳細は第 3 章で述べることにする．なお，
市販ガソリンの成分で鎖状飽和炭化水素をパラフィン，環状飽和炭化水素をナフテンとよんでいる．  
 
 
 
 
ここでは，ガソリン燃料のノッキングの指標であるオクタン価とノッキングなどの異常燃焼の関係について述
べる． 
 ノッキングの指標である RON や MON の計測条件は，前述のとおり 1930 年代のアメリカで開発された．図 1-
9 に米国運輸省から報告された自動車の圧縮比と市販ガソリンの AKI（RON と MON の平均値）の変遷を示す
(Stork, 2016)．1930 年代のエンジンの圧縮比は 5~6 程度と現在のエンジン（CR≒10）に対して，非常に低いこと
が判る．また，当時のガソリンの精製には，現在のような高オクタンガソリンを精製する改質のプロセスは使わ
RON MON
n-heptane 0 0
2,2,4-tri-methyl-pentane 100 100
Japanese regular gasoline 90 (80-85)
Japanese premium gasoline 100 (86-92)
pentane 62 66
1-pentene 90.9 77.1
toluene 124 112
cyclohexane 83 77.2
etahnol 111 92
0
50
100
150
0 50 100 150
M
O
N
 [
-]
RON [-]
Aroma
Paraffin
Naphthene
Olefin
Table 1-3 RON and MON of fuel molecular． 
Fig.1-8 RON and MON of fuel molecular． 
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れておらず，パラフィンやナフテンを主成分とするガソリンであったために AKI についても 65 程度（RON≒65
～70）と現在のレギュラーガソリン（90RON）よりも非常に低いガソリンであった．その後，AKI は製油所のプ
ロセスの改良や燃料組成の変化により徐々に高まっており，1970 年頃に燃料の無鉛化が進んだが，燃料製造の技
術も進んだことから AKI の低下は小幅に留まっている．一方で，エンジンの圧縮比については，AKI の上昇とと
もに高まって来ているが，近年では，エンジンの技術開発でノッキングが改善されており，オクタン価が大きく
変化しない中でも圧縮比を高めている． 
 
 
 
 
 RON と MON を用いたノッキングの指標には，平均値である AKI のほかに，RON と MON の差であるセンシ
ティビティ（Sensitivity, S）を用いて表現する OI（Octan Index）が Shell Global Solution の Kalghatgi らを中心に研
究され，提案されてきた．OI の算出方法を式（1-5），（1-6）に示す．式（1-5）は実験から得られたノッキングが
発生する限界点火時期（Knock limited spark advance: KLSA）と RON, MON の関係を示しており，式（1-6）は式
（1-5）で示している OI を RON と S（=RON-MON）で表現している．（Kalghatgi, 2001a, 2001b, Kalghatgi, et. al., 
2005）．式（1-6）で OI を表現するのに用いられる K 値は実際のエンジンでの実験結果から算出される指標で，
エンジンの緒元や運転条件によって変化する． K 値が 0 であれば，OI＝RON であり，燃料の RON が指標であ
ることを示す．同様に，K 値が 1 のときは，MON が指標であり，K 値が負の値をとるときは，RON が高く，RON
と MON の差である S が大きいほどノッキング等が起こりにくいことを表現している． 
KLSA= c + a RON + b MON 
= c + (a+b)OI （1-5） 
OI = (1-K)×RON + K×MON = RON – K×S （1-6） 
S: sensitivity = RON-MON, 
  K = b/(a+b) 
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Fig.1-9 History of AKI and engine compression ratio. (Stork, 2016)  
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次にこれらのノッキング指標とノッキングやプレイグニッションなどのエンジンの異常燃焼に関する研究結果
についてまとめる． 
ガソリンエンジンの熱効率向上のために，高圧縮比や高過給化，過給リーンバーン等の技術開発が進んでいる．
Nakata らはそれらの技術に対して高 RON 燃料が，熱効率を大きく向上させることを報告している．（Nakata, et. 
al., 2007）．また，種々の燃料による熱効率の違いに関する検討の比較から，RON と最高熱効率との間には相関が
あり，特に，ノッキングの起こりやすい過給リーンバーンエンジンでは，高 RON 燃料の活用が重要であること
が示されている（Nakata, et. al., 2011, Williams, et. al., 2009, 2010）． 
Lenone らは，RON が 3 向上すると同等のノッキング感度として圧縮比を 1 あげることに相当することが報告
し，高 RON 燃料の活用によって，エンジン諸元を変更して熱効率を上げることが可能であることを示している
(Leone, 2015)．この論文はフォード･モーター（Ford Motor Company）, GM, フィアット･クライスラー･オートモ
ービルズ（Fiat Chrysler Automobile: FCA）の 3 社の共同発表であることから，アメリカでの影響力が大きい． 
一方で，過給ダウンサイズエンジンなどの低回転高負荷領域では，式（1-6）のオクタンインデックス（OI）に
おける K は負の値を取り，同じ RON の燃料においては，センシティビティ（S=RON-MON）の大きい燃料，す
なわち MON の低い燃料ほど，耐ノック性に優れた性質を示すと報告されている．（Remmert, et. al., 2014）また，
MIT の Mittal らは，エンジンの 1 次元数値計算などを用いて，近年のガソリンエンジンにおけるノッキング指標
の経年変化を算出し，センシティビティ S（=RON-MON）の影響度合いを示す K 値は，1930 年頃では 1 の値，
つまり OI=MON であったが，値が年々小さくなっており近年では 0 の値，つまり OI=RON に近い値になってい
ると考察している（Mittal, et. al., 2008, 2009, 2010）．またメタノールやエタノールなどのアルコール燃料について
は，RONやMON以外にも，燃料の蒸発潜熱の大きさがノッキングに影響を与えているという報告もある（Kasseris, 
et. al., 2012）. 
エンジン開発においては，ノッキング以外の異常燃焼についても避ける必要がある．著者らは，これまでエン
ジン燃焼室内の熱源（ホットスポット）が起点となり発生すると言われている，熱面着火型プレイグニッション
についても研究を行ってきた．高圧縮比エンジンや過給エンジンでは，混合気の圧力と温度が，従来普及してき
たエンジンよりも上昇するために，燃焼室内のホットスポットの温度が上昇する．また，ホットスポットの周辺
の混合気も同様に圧力と温度が高くなっており，ホットスポット周辺の混合気が着火した際に火炎伝播を開始す
る可能性が高まる．熱面着火型プレイグニッションとは，このホットスポットによる火炎伝播の開始のタイミン
グが点火時期よりも早くなる現象であり，一度発生すると燃焼による圧力上昇が大きくなるために，ホットスポ
ットの温度が上昇し，次のプレイグニッションを誘発し，連続的に発生する．プレイグニッションを引き起こす
熱源の温度とオクタン価との関係を調べたところ，エンジン回転速度が高い条件では RON よりも，MON の方
が指標として適していることが判っている．（Sasaki, et. al., 2011, 2012） 
図 1-10 にエンジンの運転条件や異常燃焼の種類ごとの燃料の指標についてまとめている． 
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Fig.1-10 Summary of the engine abnormal combustion (knocking, pre-ignition) and octane index. 
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 エンジンの運転条件ごとに，ノッキングやプレイグニッションの指標が異なることの理由に，エンジン燃焼
室内の混合気の圧力と温度の条件が異なることがあげられる．図 1-11 に各運転条件における燃焼室内の混合気
の圧力と温度の履歴を示す．赤い線で示した NAエンジンのノッキング条件における圧力と温度に対して，過給
エンジンのノッキング条件では，混合気は圧力の高い条件で運転されている．また，前述のプレイグニッション
に関しては，黄色い線で示すように温度の高い条件を通っていることが判る．そのことに加えて，図中の Z軸
に RON や MON を計測するときに使用する標準燃料（Primary Reference Fuel, PRF）の着火遅れ時間（着火しや
すさの指標）を示しているが，標準燃料の着火遅れ時間は 800K～900K を境に高温側と低温側とで異なる挙動を
示していることが判り，異常燃焼の解析には，エンジン運転条件に対する圧力や温度に着目した解析と燃料の素
反応の理解が必要になってくることが判る．  
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Fig.1-11 Pressure and temperature of the cylinder gas of each abnormal combustion. Z axis shows ignition delay time of PRF91. 
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1.2 研究目的 
 
前項までで述べたように，産業界では燃焼改善や冷却系の改善を中心にノッキングを改善してきた．そして燃
料の影響に関する研究も，車両の性能を決めるトルクや燃費，エミッションに着目した評価が中心であった．一
方で，学術的にはエンジンのノッキングを素反応論から理解するために，市販ガソリンやバイオ燃料に対応する
様々な分子についての詳細反応機構の構築や，サロゲート燃料の開発に関する研究が進んできているが計算時間
が長いという課題があった．しかし，近年ではエンジンへ適用するための詳細反応計算の簡略化や詳細反応計算
が可能なソフトの市販化が行われており，詳細反応計算によるエンジン実験結果の解析環境が整いつつある．そ
こで，エンジン技術者においてもエンジンの燃焼室内の環境を圧力や温度の時間変化などの物理量に置き換える
ことで，素反応論に基づいた解析が可能になると考えられる． 
 
また，こうした解析が必要になった理由としては，近年のエンジン開発環境の変化が上げられる．従来のエン
ジン開発では，市販ガソリンの RON をノッキングの指標として扱うことで対応できていたが，エンジンの熱効
率を追及した高圧縮比エンジンや過給ダウンサイズエンジンが市販化されてきたことで，ノッキングの指標が
RON だけでは現せない領域がでてきたり，プレイグニッションのような新たな異常燃焼が起こりやすくなった
りしてきている．また，燃料側についてもバイオ燃料やシェールオイルの普及により，将来的に，石油由来の炭
化水素に対して，オクタン価の特性が異なるものが普及する可能性が出てきている． 
 
本研究では，エンジンの圧縮比や回転速度，評価燃料の RON の値を変更することで，燃焼室筒内の圧力や未
燃ガスの温度，圧縮から燃焼，膨張にかかる時間，評価燃料の着火特性を変化させて，それぞれのパラメータが
ノッキングの起こりやすさに与える影響を実験的に検証している．そして，得られた実験結果を圧力や温度の時
間変化に置き換えて，ノッキングの発生時期に対する各実験パラメータの変化の影響が，物理量をどのように変
化させて，混合気の素反応にどのような変化を与えているかについて定量的に検討を行う．  
また，最近のエンジンと市販ガソリンにおけるノッキング条件に対応する燃料の指標を明らかにするために，
標準燃料（PRF）とサロゲート燃料を用いて，実験データの詳細反応計算を実施し，素反応の違いを考察する．
従来の指標である RON や MON の計測条件についても同様の検討を行うことで，RON と MON が示す素反応の
違いを明確にし，エンジン運転条件を考察する．そして，標準燃料（PRF）とサロゲート燃料の着火遅れ時間 p-
T マップを作成して比較を行なうことで，素反応の違いと従来の指標との対応を模式化し，エンジン運転条件と
の対応を容易に行なえる表現について検討を行う．この手法により，入手しにくい燃料であっても，実験や詳細
反応計算のような煩雑な検証手順を減らして燃料の影響を推定できたり，エンジン実験で危険を伴うプレイグニ
ッションなどの異常燃焼に対しても予測が可能となったりすると考える． 
本研究の中では，エンジン開発で多用されている 1 次元モデルでのノッキングの予測手法の一つである
Livengood-Wu 積分についてもこの考え方を適用する．エンジン実験結果との検証を行いながら解析手法を改良
し，ノッキングの予測制度を精度向上させることを検討している． 
 
将来の車両燃費の向上のためには，エンジンの改良と同様に，燃料の進化というのも大きく貢献できる技術で
ある．こうした研究の成果を将来の燃料の方向性を検討するツールとして活用したり，エンジン開発に活用した
りすることで，エンジン諸元の変化や，市販ガソリンの変化への迅速な対応に貢献し，将来のモビリティー社会
をより便利で豊かなものに発展させていきたい．  
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1.3  本論文の構成 
 
 第 1 章は序論であり，エンジンと市販ガソリンの変遷，ガソリンエンジンの熱効率に対するノッキングの影
響，ガソリン燃料の組成がノッキングに与える影響に関する既往の研究についてまとめて，本研究の目的と構成
について述べる． 
 第 2 章では，高圧縮比エンジンにおけるノッキング特性について実験を行い，エンジン圧縮比，エンジン回転
速度，及び，市販ガソリンのノッキング指標である RON の違いが，エンジン燃焼室筒内の圧力と未燃ガス温度
の時間変化に対して与える影響を明確にし，ノッキングの発生時期への影響を考察する． 
第 3 章では，第 2 章で行なったエンジン実験により得られたエンジン燃焼室筒内の圧力と未燃ガス温度の時間
変化，及び，評価燃料の RON の違いによるノッキング発生時期の変化について，0 次元の詳細反応計算を用い
て解析し，それぞれの因子が混合気の化学反応に与える影響を明らかにしている．また，詳細反応計算から初期
温度を推定することでノッキングの発生時期付近の反応特性を明確にすることを検討している．  
 第 4 章では，RON と MON の計測条件と PRF の着火遅れ時間の p-T マップを，市販ガソリンを模擬したサロ
ゲートガソリンのものと比較をすることで，混合気の自己着火特性対する RON 以外の指標が影響する p-T 領域
を簡易的に推定している．この推定手法を用いることで，過給ダウンサイズエンジンのノッキングや，高速プレ
イグなど，RON 以外の指標が影響すると既報のある条件において，詳細反応計算の結果が同様の傾向を示すこ
とを確認している．今後エンジン実験での検証も進め，確かなものにしていきたい．  
第 5 章では，ノッキングの発生時期の予測に多用される Livengood-Wu 積分を用いる課題について，混合気の
温度と圧力の時間変化と着火遅れ時間の特性に着目して検討を行った．その上で，Livengood-Wu 積分を用いた
ノッキング発生時期の予測には温度の正確な推定と着火遅れ時間の適切な推定が重要であることを明らかにして
いる． 
 第 6 章では，全体を総括し，本論文の結論を述べている． 
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第 2章 高圧縮比エンジンにおけるノッキングの発生特性 
 
2.1 はじめに 
 
ノッキングを改善させる技術としては、様々なものが取り組まれてきている。よく知られているものとして
は、前章にも記述したエンジン冷却系の改良や筒内直接噴射（Direct Injection, DI）による混合気温度の低減，残
留ガス量の低減，燃焼期間の短縮などが挙げられる．また，これらの技術に加えて水冷クーラーをもつ EGR，
すなわちクールド EGR は，近年において，ノッキング改善技術の主流になりつつある． 
図 2-1 に EGR の導入による正味燃料消費率の低減効果を示す．データは， 排気量 1.5L，圧縮比 13 の列型 4
気筒エンジンでの例である．点火時期は MBT（Minimum advance for the best torque），もしくは，トレースノック
点（Trace knock: TK）となっている．図 2-1 の左のグラフ(a)は，横軸としてエンジン回転速度を，縦軸としてエ
ンジントルクを示してあり，図中の等高線は EGR を導入していない場合の正味燃料消費率の値である．負荷が
高くなるとポンプ損失，冷却損失，摩擦損失が相対的に低下することから，熱効率が高くなることが確認でき
る．次に，エンジン回転速度の影響につい見ると，1500rpm以下の高負荷条件で，正味燃料消費率が悪化してい
るのが判る．これは，ノッキングを避けるために，点火時期を遅角したことによる等容度の低下が主因である．
その他の要因としては，低回転化すると，燃焼行程から膨張行程での時間が長くなることから，冷却損失割合が
増大することも知られている．同じトルクで高回転化すると，熱効率が若干低下する様子が見られるが，これは
エンジンのフリクションが増大するためである．これらの理由から，正味燃料消費率が最も小さくなる領域，言
い方を変えると，最高熱効率が得られる領域は，多くのエンジンでは 2500rpm から 3000rpm となっている．中
央の図(b)では，クールド EGR を導入した場合の正味燃料消費率を示している．EGR を導入しない場合に比べ
て，最小正味燃料消費率が小さくなっていることに加えて．正味燃料消費率の小さい範囲，即ち，熱効率の高い
領域が広がっていることが確認できる．これは，クールド EGR によるノッキング抑制効果と，ポンプ損失の低
減，冷却損失の低減の効果である．右の図(c)は，EGR 導入による熱効率の向上率を示しており，左の図(a)で得
られた正味燃料消費率と中央の図(b)の正味平均燃料消費率から算出している．低回転の中負荷から高負荷の領
域で大きく熱効率が向上していることが判る．これは，低回転においてノッキングが厳しくなることから，クー
ルド EGR によるノッキング改善効果が大きくなるためである．この結果からも，クールド EGR の導入がノッ
キング改善に大きな効果をもたらすことが分かる．最新のエンジンでは，このクールド EGR の効果を最大化す
るために，高タンブルを採用することで EGR の燃焼限界を拡大させたり，EGR の気筒毎の分配を最適化するた
めの吸気系の改良がなされたりしている． 
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これまでに記載したように，EGR を導入し混合気のガス成分を変更することで，ノッキングの抑制が可能と
なることから．これらの技術は市販車においても広く活用されている．そこで， 燃料の影響を検討する前に，
空気中に多量に含まれている窒素の影響についての検討も実施した．図 2-2 には，クールド EGR，リーンバー
ン，窒素を添加することが，燃焼やノッキング特性に与える影響を示している．窒素添加については，ボンベを
用いて供給したことから，窒素の供給量に限界が出た．そこで，実験は，列型エンジンに変更を加えることで，
単気筒エンジンとして行った．圧縮比はノッキングの影響を明確にするために 14 まで高めてある．排気量は
0.5L である．ノッキングの指標として，ノッキングが発生する点火時期での 50%質量燃焼割合時期（50% mass 
fraction burned crank angle: CA50，Appendix1 に算出方法を記載）を比較してある．リーンバーンでは，CA50 の
値が遅角側から進んでおらず，ノッキングが改善されていないことを示している．一方で，クールド EGR や窒
素の割合を増やしていくと，CA50 が進角していることが判り，ノッキングが抑制されていることを確認でき
る．また，クールド EGR と窒素を比較すると，ノッキングレベルは同じレベルとなっているが，窒素を用いる
ことで熱効率が高くなっている．これは，窒素はクールド EGR に対して高い比熱比を有することに加えて，燃
焼速度が速いことや燃焼変動が改善されているためである．本報では，燃料の反応を中心に研究を進めるが，燃
焼現象を解明するためにはガス側の組成に応じた反応の研究も必要であると考えているので，将来的には解明し
ていきたい． 
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Fig2-1. Effect of cooled EGR on fuel consumption with 1.5 L in-line 4-cylinder engine with CR13. (a) Break specific fuel 
consumption without EGR, (b) Break specific fuel consumption with EGR, (c) Improvement ratio of break specific fuel 
consumption with EGR. 
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第 1 章で述べたように，ガソリンエンジンの熱効率を向上させる方法としては，理論的には圧縮比を高めるこ
とが有効であることから，DI の採用，前述のクールド EGR などの技術を導入，可変バルブタイミング機構など
の活用で吸気バルブの閉じ時期を遅くさせるなどしてノッキングを抑制することで，圧縮比を向上させる取り組
みが進んできている．図 2-3 に，市販 NA エンジンにおける圧縮比の変遷を示す．DI の導入，動弁系の開発，ク
ールド EGR の導入などが進んだことから，1990 年以降圧縮比が大きく上昇している様子が確認できる． 
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Fig.2-2 Comparison between air lean burn, cooled EGR and nitrogen with CR14, single cylinder engine (0.5L). 
Fig.2-3 History of compression ratio of Toyota SI engine. 
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 図 2-4 に NA エンジンにおける圧縮比及びエンジン回転速度を変更したときの燃焼室内の圧力と，温度の変化
を示す．吸気バルブの閉じ時期（Intake Valve Closed Timing, IVC），即ち，圧縮開始時期のクランク角度（θIVC）
を計算開始時期（= θi）としている．このときの温度圧力と燃焼室容積をそれぞれ Ti, pi, Viとして燃焼室壁を断
熱と仮定すると，各クランク角 θmにおけるピストン位置から求めた Vmのときの温度と圧力 Tm, pmは式（2-1），
（2-2）から求められる．初期圧力は 0.1MPa, 初期温度は 370K とし残留ガスの影響は無視して簡易的に計算を
している．また，今回は比熱比κについては固定値 1.32 を用いて計算を行っている．時間に関しては，IVC，即
ち，圧縮開始時期を-118ATDC に設定し，-118ATDC～TDC を計算区間として圧縮開始時期からの経過時期で表
している． 
𝑝𝑚 = 𝑝𝑖 (
𝑉𝑖
𝑉𝑚
)
𝜅
    (2-1) 
 𝑇𝑚 = 𝑇𝑖 (
𝑝𝑚
𝑝𝑖
)
𝜅−1
𝜅     (2-2) 
 
ピストン上昇による圧縮により混合気の温度圧力は上昇する．まず，圧縮比の違いに着目をすると，圧縮比 9
では，TDC での温度圧力は 700K，1.2MPa 程度であるが，圧縮比が 14 ではそれぞれ 757K，2MPa まで上昇す
る．炭化水素の混合気の場合，700K～900K 程度の温度域に負の温度係数（Negative temperature coefficient, 
NTC）領域が生じていることから，ピストン上昇中に低温酸化反応（Low temperature oxidation reaction, LTO）混
合気の部分酸化が開始していることが推測される．また，この NTC 領域は炭化水素の種類によって大きく特性
が変化することから，ノッキングの起こりやすさに影響することが考えられる．  
次にエンジン回転速度に着目をすると，圧縮行程に要する時間は回転速度に反比例しており，1200rpm では
16.4ms かかっていたのに対して，6000rpm ではその 1/5 の 3.3ms で TDC にいたっている．エンジン回転速度が
低い条件ほどピストン上昇にかかる時間が長くなる影響で，混合気の部分酸化が進行し，NTC の影響も大きく
なることが想定される． 
 
 
 
  
最後に燃料のオクタン価として RON を変更した時の着火遅れ時間への影響を例として比較する．計算ソフト
は，ANSYS 社の CHEMKIN-PRO15151 を用いており，詳細反応機構はアメリカのリバモア国立研究所(Laurence 
Livermore National Laboratories, LLNL) のガソリンサロゲート詳細反応機構を使用した（LLNL, 2017）．計算条件
は，NTC 領域の影響が見られるように初期温度 800K，圧力 3MPa の定圧断熱容器を模擬するものとした．図 2-
5 にこの条件で算出した PRF75（75RON），PRF83（83RON）, PRF91（91RON）, PRF100（100RON）のストイ
キ混合気の温度変化の様子を示す．着火遅れ時間は，計算開始から混合気が 1500K に到達するまでにかかる時
間として定義している． 
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Fig.2-4 Cylinder pressure (a) and unburned gas temperature (b) of each engine speed and CR condition.  
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 図 2-5 の温度の履歴を比較すると，低オクタン価の PRF75 では，1ms 過ぎに 100K 程度の温度上昇があり，そ
の後 3ms 過ぎから急激な温度上昇が発生していることが確認できる．最初のわずかな温度上昇は，LTO による
冷炎により生じている．RON が高いものでは，LTO による温度上昇が小さくなり，発生時期も遅くなってい
る．更に RON の違いにより着火遅れ時間は大きく変わっており，PRF75 では 3.4ms 程度だったものが，PRF100
では 15.2ms 程度と 5 倍程度時間がかかっていることが判る．  
   
 
 
 
以上の検討より，エンジンの高圧縮比化により，混合気の状態が NTC 領域，つまり LTO を経験する運転条件
が拡大すること，エンジン回転速度の変化により混合気の反応時間が変化すること，RON が低くなることによ
り LTO による冷炎の発生量が増加し，着火時期が早くなることが確認できる．ノッキングは燃焼室内の未燃領
域に残存する混合気の自己着火に起因すると考えられることから，エンジン実験においても各因子の影響により
ノッキングの発生時期が変化していると考えられる． 
そこで，本章では，高圧縮比エンジンにおける WOT 性能（スロットル全開性能，Whole Open Throttle）につ
いて実験を行い，ノッキングの発生特性に対するエンジンの圧縮比，回転速度，評価燃料の着火特性（RON）
の影響を明確にする．各条件における混合気の温度と圧力の時間変化を解析し，設定条件の変化が混合気の状態
変化に与える影響を明確にする． 
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Fig.2-5 Effect of RON on the ignition delay time.  
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2.2 実験方法 
 
2.2.1  評価エンジン 
 
実験に用いたエンジンの諸元を表 2-1 に示す．市販の 1.8L，列型 4 気筒 NA エンジンを用いて，タンブル比を
高めることに加えて， 圧縮比（CR）を 12， 13， 14 の 3 諸元に設定してある．また，評価条件は， エンジン
回転速度を 1300rpm， 2000rpm， 4000rpm， 5200rpm の 4 条件として， それぞれの圧縮開始時期を-
98ATDC，-108 ATDC， -118 ATDC、-118 ATDC に設定した．ここで．圧縮開始時期は，IVC で定義してある．
吸入空気量はスロットル全開（WOT）の状態か， 後述するように圧縮自着火が発生しないように空気量を制限
する状態にしてある．  
 
Table2-1. Engine Specification 
Engine 1.8L, L4 
Bore [mm] 80.5 
Stroke [mm] 88.3 
Compression Ratio [-] 12, 13, 14 
Fuel Injection System PFI 
Intake Valve Open [BTDC] -12~29 
Intake Valve Close [ABDC] 102~61 
Exhaust Valve Open [BBDC) 31 
Exhaust Valve Close [ATDC] -3 
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 図 2-6 に実験に用いたエンジンの構成図を示す．解析には 4 番気筒（#4）の温度と圧力の計測値を用いてい
る．吸気温度（Tin,exp）は#4 吸気ポートで計測した平均温度，吸気圧力（pin,exp）はサージタンクで計測した平均
圧力，排気温度（Tex,exp）は#4 排気ポートで計測した平均温度，排気圧力（pex,exp）は三元触媒の手前で計測した
平均圧力を用いている．サイクル毎の燃焼室内圧力（pexp）は圧力センサー（AVL，GH15D）を#4 燃焼室 Rr 側
から挿入して計測している．また，排気ガス成分は排気圧力と同様に三元触媒の手前で計測し，排気ガス分析装
置（HORIBA, MEXA1600D-EGR）で CO, CO2, NOx, THC を計測し空燃比の算出に用いている． 
 
 
 
 
 
 
2.2.2  評価燃料 
 
評価燃料は， 市販ガソリンを模擬している 4 種類の燃料を使用した．燃料の RON はそれぞれ Fuel1
（75RON），Fuel2（83RON），Fuel3（91RON），Fuel4（100RON）であり，Fuel3（91RON）は国内レギュラー燃
料，Fuel4（100RON）は国内ハイオク燃料を模擬している．全ての評価燃料は， 炭化水素成分のみで構成され
ており， 含酸素燃料を含んでいない．燃料の RON， MON の値を表 2-2 に示す． 
 
Table2-2. Test fuel octane number 
  Fuel 1 Fuel 2 Fuel 3 Fuel 4 
RON 75 83 91 100 
MON 70 76 83 87 
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Fig.2-6 Engine experimental condition.     
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2.3 エンジン実験結果 
 
図 2-7 に，実験結果を示す．実験結果はすべての運転条件において混合気が点火時期の前に圧縮自着火しない
範囲での最大の空気量における TK 点で取得している．圧縮自着火を回避するために空気量を制限してある条件
は，圧縮比 14 で取得した 1300rpm，2000rpmにおいての Fuel 1（75RON）を用いた時の 2 条件であり，その他
の条件は，すべてスロットル全開状態（WOT）で計測している．また，各運転条件における空気過剰率（λ）は
1 に設定されているが，排気温度が 870℃を超える場合には，空気過剰率を下げること，いわゆる燃料増量を行
うことで排気温度を制御した． 
エンジン回転速度の違いによる傾向を見ると，エンジン回転速度が速いほど，体積効率が上昇している．これ
は IVC を変更していることと吸入空気の慣性効果等の影響である．また，エンジン回転速度が速くなると排気
温度が高くなることから，空気過剰率を小さくしている．いわゆるリッチ運転を行っている．一部の領域ではこ
れらのエンジン保護のための運転を実施しているが，圧縮自着火が発生する 2 条件を除いた全ての運転条件にお
いて，エンジン回転速度が速いほど TK での点火時期は進角している．次に，圧縮比の影響を比較すると，圧縮
比が低いほど TK での点火時期は進角し，エンジントルクが高まることが確認された．そして， RON の影響を
比較すると，圧縮自着火が発生する 2 条件を除くすべての条件において，燃料の RON が高いほど TK での点火
時期が進角し，エンジントルクが高まることが確認された．  
 
 
 
 
 次に，ノッキングにより点火時期が遅角することで燃焼位相が変化することから，その量について比較するた
めに， CA50，すなわち燃焼重心とエンジントルクの関係について比較を行なった．燃焼重心（CA50）の求め
方は，Appendix1 に記載している．各燃料と圧縮比の組み合わせにおける CA50 とエンジントルクの関係を図 2-
8 に示す．エンジン回転速度毎に(a)1300rpm, (b)2000rpm, (c)4000rpm, (d)5200rpmの順に示しているが，燃料の違
いによらず，燃焼重心が MBT（CA50≒8ATDC）に近いほどエンジントルクが高くなり，そこから遅くなるほ
ど，すなわち CA50 が大きくなるほどエンジントルクが低下する様子が見られた．また，Fuel4(100RON)におい
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Fig.2-7 Engine experimental results with Fuel1 (75RON,○), Fuel2 (83RON,■), Fuel3 (91RON,△), Fuel4 (100RON,◆).  
(a) Engine CR=12, (b) Engine CR=13, (c) Engine CR=14.     
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ては，圧縮比 14 の条件で，圧縮比 12 や 13 の結果に対してエンジントルクが大きくなる結果が得られた．これ
については，第 1 章で述べたように，圧縮比が高まることで理論熱効率が上昇することが考えられる．また．最
近では，高圧縮比エンジンにおいては冷炎による熱発生量が無視できないことが報告されていることから
（Miyoshi, 2016），燃焼重心に加えて冷炎発生のタイミングがトルクの上昇に影響していることも考えられる．
ただし，圧縮比 14 で取得した 1300rpm，2000rpm において，Fuel 1（75RON）を用いた時の 2 条件では，混合気
の自着火を避けるために吸入空気流量を制限する必要があった．そのために特に 1300rpm の条件では，トルク
が大きく低下している． 
混合気の冷炎反応などの化学反応に関する詳細は第 3 章で詳しく述べることとして，この章では，エンジンの
回転速度，圧縮比，燃料のオクタン価がエンジンのノッキング発生に与える影響について考察を行なうことにす
る． 
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Fig.2-8 Relationship between 50% mass burned timing (CA50) and engine torque. (a) 1300rpm, (b) 2000rpm, (c) 4000rpm, (d) 
5200rpm. 
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2.4 考察 
 
2.4.1  筒内未燃ガス温度の算出方法について 
 
エンジン実験における混合気の初期温度（Ti, st）は, 圧縮開始時期の燃焼室容積，混合気圧力（pexp）, 混合気
組成から, （2-3）に示す状態方程式を用いて求めた． 
 
𝑇𝑖,𝑠𝑡 =
𝑝𝑖,𝑒𝑥𝑝×𝑉𝑖
(𝑛𝑎+𝑛𝑓+𝑛𝐸𝐺𝑅)×𝑅
                                                      （2-3） 
  Ti,st ：状態方程式により求めた IVC の筒内ガス温度 [K] 
  pi, exp：筒内圧力センサーから求めた IVC の 200 サイクル平均筒内圧力 [Pa] 
  Vi：IVC の燃焼室体積 [m3] 
 na：吸入空気分子のモル数 [mol] 
 nf：燃料分子のモル数 [mol] 
 nEGR：残留ガスモル数 [mol] 
  R：気体定数 [J/(K･mol)] 
 
ここで，吸入空気のモル数は，燃費計で計測をした燃料流量に排気ガス成分より算出した A/F をかけた吸入
空気流量から求めた．燃料分子のモル数は，燃費計で計測をした質量燃料流量を用いて算出している．燃料の計
算にはガソリンの平均的な値として，平均炭素数 6.6、H/C1.9、平均分子量 91.74g/mol を用いた．残留ガスのモ
ル数は排気バルブ閉じ時期（Exhaust Valve Closed timing, EVC）の燃焼室容積と排気マニホールドのガス温度
（Tex, exp），排気マニホールドの平均圧力（pex, exp），残留ガス組成から状態方程式で算出した．ここで，残留ガス
の組成は混合気の完全燃焼を仮定している．この結果得られた値を図 2-9 に示す．各運転条件で，残留ガスの温
度や量に違いがあることから Ti,stは異なる値をとっている．また，高回転になるにつれて IVC の設定により残留
ガス量に対する吸入空気量の割合が増えることから Ti,stは低下するが，4000rpm 以上では，吸気バルブ開閉時期
は一定であり残留ガス量に対する吸入空気量の割合は変わらず，残留ガスの温度と圧力が増加することから，
Ti,stが高くなる傾向になると考えられる． 
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Fig.2-9 Temperature at IVC calculated by state equation. 
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参考に，図 2-10 には，エンタルピーバランスの式により求めた初期温度(Ti,h)を比較した．Ti,hは式（2-4）によ
って求めている． 
 
𝑇𝑖,ℎ =
(𝑚𝑎×𝑐𝑝_𝑎+𝑚𝑓×𝑐𝑝_𝑓)𝑇𝑖𝑛,𝑒𝑥𝑝+𝑚𝐸𝐺𝑅×𝑐𝑝_𝐸𝐺𝑅×𝑇𝑒𝑥,𝑒𝑥𝑝
(𝑚𝑎×𝑐𝑝_𝑎+𝑚𝑓×𝑐𝑝_𝑓+𝑚𝐸𝐺𝑅×𝑐𝑝_𝐸𝐺𝑅)
                               （2-4） 
 
  Ti,h ：エンタルピーバランスの式により求めた IVC の筒内ガス温度 [K] 
  Tin,exp：吸気ポート内における吸入空気温度 [K] 
  Tex,exp：エキマニホールド内における排気ガス温度 [K] 
 ma：吸入空気の質量 [kg] 
 mf：燃料分子の質量 [kg] 
 mEGR：残留ガス質量 [kg] 
 cp_a：吸入空気の定圧比熱 [J/(kg･K)] 
 cp_f：燃料分子の定圧比熱 [J/(kg･K)]（ここでは，イソオクタンの値を使用） 
 cp_EGR：残留ガス定圧比熱 [J/(kg･K)] 
 
 状態方程式により算出した初期温度（Ti,st）は，エンタルピーバランスの式により算出した初期温度（Ti,h）に
対して，高い値を得た．これは，エンタルピーバランスの式において，Tin, expを吸気ポートで計測した温度，
Tex,expを排気マニホールド内で計測した温度で計算をしているが，実際には，Tin,expについては，空気が流入する
過程で，吸気バルブとの干渉や壁面からの受熱により温度が上昇する効果，及び Tex,expについては，排気ポート
内で放熱する熱量の影響を考慮できていないことから，実際よりもエンタルピーを過小評価しているためと推察
される． 
 そこで本研究では，状態方程式により算出した初期温度（Ti,st）を IVC の筒内ガス温度として使用した． 
 
 
 
 
次に，IVC の筒内ガス温度（Ti,st）を用いて，圧縮開始後のクランク角（θm）における筒内未燃ガス温度
（Tu,m）を算出した．筒内未燃ガス温度（Tu,m,ad）は，式（2-5）に示す断熱変化の式を用いて算出している．今
回は，燃焼室筒内圧力に実験で得られた値（pexp）を用いているが，この値は混合気が燃焼室壁面で受ける冷却
の影響を含んでいる．そのため，温度の推定には断熱圧縮の式を用いており，壁との熱交換を考慮していない． 
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Fig.2-10 Temperature at IVC calculated by conservation low of enthalpy. 
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  𝑇𝑢,𝑚,𝑎𝑑 = (
𝑝𝑚,𝑒𝑥𝑝
𝑝𝑚−1,𝑒𝑥𝑝
)
𝜅−1
𝜅
𝑇𝑢,𝑚−1,𝑎𝑑                                                          （2-5） 
 
  Tu,m, ad：θmにおける断熱圧縮計算により求めた筒内未燃ガス温度 [K] 
  pm,exp：θmにおける筒内圧力センサーから求めた 200 サイクル平均筒内圧力 [Pa] 
  κ：比熱比[-]（定圧比熱と定容比熱の比: cp/cv＝cp/（cp－R）） 
 
 混合気の比熱比は，定圧比熱（cp）と定容比熱（cv）の比で表されるが，定圧比熱（cp）は温度の影響を受け
ることから NIST（National Institute of Standards and Technology）の定圧比熱の温度関数を用いて算出した（NIST, 
Chemistry WebBook, 2017）．また，式（2-5）により算出をした温度から再び定圧比熱を求めて式（2-5）を算出
しなおすという操作を，数回繰り返し行なった．その結果，5 回程度計算を繰り返すことで筒内未燃ガス温度が
収束したことから，このときの値を最終的な筒内未燃ガス温度（Tu,m,ad）としている．また，ガソリンは混合成
分のため，燃料の比熱比はイソオクタンの値，吸入空気の比熱比は酸素 21%，窒素 79%，残留ガスは混合気の
完全燃焼を仮定した組成で算出した．混合気のガソリン成分は前述のとおり，ガソリンの平均的な値として，平
均炭素数 6.6、H/C1.9、平均分子量 91.74g/mol を用いた． 
 
次項以降の図 2-11，2-15，2-18 には，代表的な条件において，クランク角（θ）に対して得られた 200 サイク
ルの平均圧力（pexp）と筒内未燃ガス温度（Tu,ad）の比較を示してある．また，図 2-14，2-17，2-21 には全ての
運転条件においての CA50 を示してある．CA50 は，図 2-8 に示すように，エンジントルクとの相関が高いこと
が判る．一般的に，λ=1 に設定している場合においては，MBT 点での CA50 は 8ATDC 前後の値を取ることか
ら，エンジン技術者はこのタイミングからの遅角量でノッキングの厳しさを判断している．図 2-8 の結果におい
ても，過去の知見と同様の傾向を示しているので，各条件においてのノッキングの厳しさが推測できる． 
 
この実験では，複数のパラメータを変化させていることから，次節以降でエンジン回転速度の影響，圧縮比の
影響，オクタン価の影響に着目して論じていく． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
第 2 章 高圧縮比エンジンにおけるノッキングの発生特性 
 
28 
 
 
2.4.2  高圧縮比による燃焼位相と温度・圧力の時間変化への影響 
 
図 2-11 に，Fuel 3 (91RON)を用いたときの圧縮比の違いがクランク角（θ）に対する筒内圧力（pexp）や筒内の
未燃ガス温度（Tu,ad）に与える影響を比較している．運転条件は 2000rpm としている． 
TDC における圧力を比較すると，高圧縮比になるほど高まることが確認できる. TDC 後においては，ピスト
ンは膨張に転じることから燃焼室の容積は大きくなるが，筒内の圧力は，燃焼による既燃ガスの温度上昇と分子
数の増加の結果高くなる．点火時期後の燃焼による圧力上昇の特徴を考察する．点火時期は圧縮比 12, 13, 14 で
それぞれ-5.5，-1.0，3.5ATDC であり，高圧縮比になるほどノッキングが厳しくなることから点火時期が遅角し
ていることが判る．また，サイクル毎にノッキングの解析を行なうと，ノッキングの圧力振幅の開始時期
（θknock）が筒内圧力の最大値の時期と一致していた．そこで，200 サイクルの平均圧力の解析においても同様
に，θknockを圧力最大値時期と定義することとする．この場合に，圧縮比 12, 13, 14 で θknockはそれぞれ 22，28，
36ATDC である．また，図 2-12 に示すように，圧縮比を 14 まで高めると，点火時期（3.5ATDC）よりも前に熱
発生（dQ/dθ:算出方法は Appendix1 参照）が始まっている様子が見られる．燃焼室筒内の圧力と未燃ガス温度の
条件が着火しやすい状態になっていることを示唆しており，ノッキングも発生しやすくなっていると考えられ
る． 
次に，未燃ガス温度に関して考察する．初期温度に関しては，前項で比較をしたように，低圧縮比ほど残留ガ
スの量は増えるが，高圧縮比ほど残留ガスの温度が高くなる．そのバランスにより初期温度が決まるために圧縮
比 13 が一番低い温度になっている．その後の筒内の未燃ガス温度は式（2-5）に示すように圧力比から算出して
いるために圧力変化の履歴と同じ傾向をたどる. 初期温度と筒内圧力変化の履歴から，TDC までの筒内の未燃
ガス温度は圧縮比 14 が一番高くなることが判る． 
 
 
0.0
1.0
2.0
3.0
4.0
5.0
6.0
7.0
-90 -60 -30 0 30 60 90
p e
xp
[M
P
a]
θ [ATDC]
CR12
CR13
CR14
300
400
500
600
700
800
900
1,000
-90 -60 -30 0 30 60 90
T
u,
ad
[K
]
θ [ATDC]
Fig.2-11 Cylinder pressure and unburned gas temperature of each compression ratio with Fuel 3 (91RON), 2000rpm. X axis is 
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 続いて，この筒内圧力（pexp）や筒内の未燃ガス温度（Tu,ad）を圧縮開始からの時間（t）で示し，ノッキング
の発生時期（tknock）を比較した．その結果を図 2-13 に示す．点火時期は，圧縮比 12, 13, 14 において，それぞれ
8.5，8.9，9.3ms の時期となっている．ノッキングの発生時期（tknock）はそれぞれ 10.8，11.3，12ms となってお
り，高圧縮比ほど長期化している．また，tknock，すなわち筒内圧力の最大値時期における pexp と Tu,adは，圧縮比
12 で圧力 4.2MPa，温度 873K，圧縮比 13 で圧力 3.5MPa，温度 821K，圧縮比 14 で圧力 2.5MPa，温度 784K と
なっており，高圧縮比ほどノッキングを避けるために点火時期を遅角する影響のために燃焼重心が遅れ，圧力温
度共に大きく低下する傾向が見られた． 
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Fig.2-12 Heat release ratio of each compression ratio with Fuel 3 (91RON), 2000rpm. 
Fig.2-13 Cylinder pressure and unburned gas temperature of each compression ratio with Fuel 3 (91RON), 2000rpm．X axis is 
time after IVC. 
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圧縮比によるノッキング悪化の影響で遅くなる燃焼重心を比較するために，各条件における圧縮比と CA50 と
の関係を図 2-14 に比較した．Fuel 1 (75RON), Fuel 2 (83RON), Fuel 3 (91RON), Fuel 4 (100RON)全てにおいて，圧
縮比が上がるほどノッキングが厳しくなっていることから，オクタン価が異なっても，全てのエンジン回転速度
において，圧縮比を高めることはノッキングを厳しくするということが判る．Fuel 1 (75RON), Fuel 2 (83RON), 
Fuel 3 (91RON),では圧縮比 1 に対して，6CA程度遅角している．ただし，Fuel4 (100RON)は MBT の条件に近い
ことから（前述のように MBT は CA50≒8ATDC）圧縮比 1 に対する遅角幅は 3CA程度と小さくなっている． 
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Fig.2-14 50% mass burned timing (CA50) variation with compression ratio for different RON fuel. 
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2.4.3  エンジン回転速度による燃焼位相と温度・圧力の時間変化への影響響 
 
図 2-15, 2-16 に Fuel 3(91RON)，圧縮比 13 の条件におけるエンジン回転速度が筒内の圧力と未燃ガス温度に与
える影響を示している．図 2-15 は，クランク角（θ）[ATDC]に対して得られた筒内の圧力（pexp）と未燃ガス温
度（Tu,ad）の関係を示している．  
TDC における圧力を比較すると，回転速度が上がるほど高まることが確認できる．これは，実験条件で述べ
たように高回転ほど IVC を早めていることから，実圧縮比が高まっていることと，図 2-7 に示したように燃焼
室容積に対する新気の空気量である体積効率は回転速度が上がるほど大きくなるためである．実際のエンジンで
の吸入空気量の特性は，体積効率で表現することが多く，エンジンの最大トルクや最高出力の目標に応じて吸気
系等の設計を行うことになることから，一般的には，体積効率は高回転側で高くなっている．点火時期はエンジ
ン回転速度 1300rpm, 2000rpm, 4000rpm, 5200rpm でそれぞれ 1.0，-1.0，-3.5，-5.0ATDC であり高回転ほどノッキ
ングが起こりにくく点火時期が進角している．そのために，燃焼位相は回転速度があがるほど早くなり，圧力の
ピークの値も大きくなっている．このとき θknockはエンジン回転速度 1300rpm, 2000rpm, 4000rpm, 5200rpm でそれ
ぞれ 31，28，27，26ATDC である． 
次に，温度に関して記載する．初期温度（Ti,st）は図 2-9 に示すように，1300rpmでは吸入空気流量が少ないこ
とに加えて，壁との熱交換の時間も長くなることから，壁受熱割合が大きくなり吸入空気温度が高くなる影響が
見られる．一方，エンジン回転速度があがるにつれて，残留ガス割合は小さくなるが，残留ガスの温度が高くな
ることから，初期温度は高くなる. また，エンジン回転速度が高い条件ほど圧縮開始時期も早まることから，
TDC までの筒内の未燃ガス温度は 5200rpm が一番高くなることが判る． 
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Fig.2-15 Cylinder pressure and unburned gas temperature of each engine speed with Fuel 3 (91RON), CR13. X axis is crank angle. 
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続いて，この筒内圧力（pexp）や筒内の未燃ガス温度（Tu,ad）を圧縮開始からの時間（t）で示し，ノッキング
の発生時期（tknock）を比較した．その結果を図 2-16 に示す．点火時期はエンジン回転速度 1300rpm, 2000rpm, 
4000rpm, 5200rpm でそれぞれ 12.7，8.9，4.8，3.6ms であり，ノッキングの発生時期（tknock）はそれぞれ 16.5，
11.3，6.0，4.6ms とエンジン回転速度が遅いほど長期化している．一方で，tknock，すなわち筒内圧力の最大値時
期における pexp と Tu,adは，1300rpm で圧力 3.1MPa，温度 822K，2000rpm で圧力 3.5MPa，温度 821K，4000rpm
で圧力 4.1MPa，温度 844K，5200rpm で圧力 4.3MPa，温度 877K となっており，エンジン回転速度が低いほどノ
ッキングを避けるために点火時期を変更する影響により燃焼重心が遅れ，圧力温度共に低下する傾向が見られ
た．しかし，エンジン回転速度の影響は，圧縮比の変更の影響に対して小さいことが判る． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
0.0
1.0
2.0
3.0
4.0
5.0
6.0
7.0
0 5 10 15 20
p e
xp
[M
P
a]
t [ms]
1300rpm
2000rpm
4000rpm
5200rpm
300
400
500
600
700
800
900
1,000
0 5 10 15 20
T
u,
ad
[K
]
t [ms]
Fig.2-16 Cylinder pressure and unburned gas temperature of each engine speed with Fuel 3 (91RON), CR13. X axis is time after 
IVC. 
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エンジン回転速度の変化によってノッキングの起こりやすさが変わることによる燃焼重心の変化を明確にする
ために，各条件に対しての，エンジン回転速度と CA50 との関係を図 2-17 に示す． Fuel1(75RON), Fuel 2 
(83RON), Fuel 3(91RON)では，回転速度が上がるほど，燃焼重心が早くなる傾向が見られた．Fuel 4(100RON)に
ついては，回転速度による影響はほとんどなかった．回転速度が上がるほど，燃焼重心が早くなる燃料のうち，
圧縮比が低い条件，RON が高い条件では 1000rpm に対して 5CA 程度燃焼重心が進角している．同様に圧縮比が
高く，RON が低い条件では 1000rpm に対して 15CA程度燃焼重心が進角する傾向があった． 
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Fig.2-17 50% mass burned timing (CA50) variation with engine speed for different RON fuel. 
第 2 章 高圧縮比エンジンにおけるノッキングの発生特性 
 
34 
 
 
2.4.4  燃料のオクタン価による燃焼位相と温度・圧力の時間変化への影響 
 
図 2-18 に，CR13，2000rpm における燃料のオクタン価（RON）の違いがクランク角（θ）に対する筒内圧力
（pexp）や筒内の未燃ガス温度（Tu,ad）に与える影響を比較している．TDC における圧力には大きな差は見られ
ないが，Fuel 1(75RON)，Fuel 2(83RON)においては，TDC 後にわずかな圧力上昇が見られる．これは図 2-19 に
示すように，点火時期（Fuel1：8.5ATDC， Fuel2：5ATDC）よりも前に熱発生が始まっているためと考えられ
る．また，このことにより，上述したように，ノッキングも発生しやすくなっていると考えられる．Fuel 3
（91RON），Fuel 4（100RON）の点火時期はそれぞれ-1.0，-8.0ATDC であり，RON が低いほどノッキングが厳
しくなることから点火時期が遅角していることが判る．TDC 後の燃焼による圧力上昇については，点火時期を
遅角している RON が低い燃料ほど，燃焼位相すなわち圧力のピークの発生時期は遅くなり，圧力の上昇も小さ
い．このときの θknockは Fuel 1（75RON），Fuel 2（83RON），Fuel 3（91RON），Fuel 4（100RON）でそれぞれ
43，38，28，18ATDC である． 
温度に関しては，低オクタン価ほど残留ガスの温度が高くなるが，初期温度に対する影響は小さく，その後の
断熱圧縮過程においては，圧力の履歴と同じ傾向をたどっている.  
 
 
 
 
0.0
1.0
2.0
3.0
4.0
5.0
6.0
7.0
-90 -60 -30 0 30 60 90
p e
xp
[M
P
a]
θ [ATDC]
Fuel1(75RON)
Fuel2(83RON)
Fuel3(91RON)
Fuel4(100RON)
300
400
500
600
700
800
900
1,000
-90 -60 -30 0 30 60 90
T
u,
ad
[K
]
θ [ATDC]
Fig.2-18 Cylinder pressure and unburned gas temperature of each fuel, with CR13, 2000rpm. X axis is crank angle. 
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続いて，この筒内圧力（pexp）や筒内の未燃ガス温度（Tu,ad）を圧縮開始からの時間（t）で示し，ノッキング
の発生時期（tknock）を比較した．その結果を図 2-20 に示す．点火時期は Fuel 1（75RON），Fuel 2（83RON），
Fuel 3（91RON），Fuel 4（100RON）でそれぞれ 9.7，9.4，8.9，8.3ms であり，ノッキングの発生時期（tknock）は
それぞれ 12.6，12.2，11.3，10.5ms と RON が低いほど長期化している．一方で，tknock，すなわち筒内圧力の最大
値時期における pexp と Tu,adは，Fuel 1（75RON）で圧力 2.0MPa，温度 723K，Fuel 2（83RON）で圧力 2.4MPa，
温度 767K，Fuel 3（91RON）で圧力 3.5MPa，温度 821K，Fuel 4（100RON）で圧力 5.2MPa，温度 899K となっ
ており，RON が低い遅いほどノッキングを避けるために点火時期を変更する影響により燃焼位相が遅れ，圧力
温度共に低下する傾向が見られた． 
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Fig.2-19 Heat release ratio of each fuel with CR13, 2000rpm. 
Fig.2-20 Cylinder pressure and unburned gas temperature of each fuel, with CR13, 2000rpm. X axis is time after IVC. 
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低 RON を用いることでノッキングが悪化し，結果として遅角する燃焼重心を比較するために，各条件におけ
る RON と CA50 との関係を図 2-21 に示す．圧縮比によらず RON が低いほどノッキングが起こりやすくなり，
TK での燃焼重心は遅角した．圧縮比 14 の 1300rpm, 2000rpmにおいては RON で 1 の変化に対して 1.2CA程度
遅角している．また，圧縮比 12，13 については RON で 1 の変化に対して 1CA程度遅角している．また
5200rpm では少し感度が鈍くなり，RON で 1 の変化に対する遅角幅は 0.8CA程度と小さくなっている． 
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Fig.2-21 50% mass burned timing (CA50) variation with engine speed for different compression ratio. 
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2.5 結論 
 
 高圧縮比エンジンにおけるノッキングの発生特性に対するエンジンの圧縮比，回転速度，評価燃料の着火特
性（RON）の影響について以下の知見を得た． 
 エンジンのトルクは，燃焼重心（CA50）と相関があり，燃焼重心が MBT（CA50≒8ATDC）に近いほどエン
ジントルクは高くなる．この状態から燃焼重心が遅くなるほど，即ち，CA50 が大きくなるほどエンジントルク
が低下することが判った． 
エンジンの圧縮比の変更に対しては，全てのエンジン回転速度，および RON の条件で，圧縮比が高いほどノ
ッキングが起こりやすくなり，TK での燃焼重心は遅角した．遅角の度合いを定量的に見ると，RON が高く TK
が MBT に近い条件で運転をしている Fuel4（100RON）では圧縮比 1 に対して 3CA程度であったが， TK が
MBT から 10CA以上遅角している Fuel3（91RON），Fuel2（83RON），Fuel1（75RON）では圧縮比 1 に対して
6CA 程度と大きくなっていた． 
 エンジン回転速度の変化に対しては，エンジン回転速度が高いほど，吸気バルブの開閉時期が早期化しており
吸入空気量が多く，実圧縮比も高まっている．その条件においても Fuel1（75RON），Fuel 2（83RON），Fuel 3
（91RON）では，回転速度が上がるほど，燃焼重心が早くなる傾向が見られた．Fuel 4（100RON）について
は，回転速度による影響はほとんどなかった．回転速度が上がるほど，燃焼重心が早くなる燃料（Fuel1~3）の
うち，圧縮比が低く，RON が高い条件では 1000rpm に対して 0.5CA程度燃焼重心が進角している．同様に圧縮
比が高く，RON が低い条件では 1000rpmに対して 1.5CA 程度燃焼重心が進角する傾向があった． 
 評価燃料の RON の変化に対しては，圧縮比によらず RON が低いほどノッキングが起こりやすくなり，TK
での燃焼重心は遅角した．圧縮比 14 の 1300rpm, 2000rpm においては RON で 1 の変化に対して 1.2CA程度遅角
している．また，圧縮比 12，13 については RON で 1 の変化に対して 1CA程度遅角している．また 5200rpm で
は少し感度が鈍くなり，RON で 1 の変化に対する遅角幅は 0.8CA 程度と小さくなっていることが判った． 
 
 また，実験で計測をした燃焼室内の圧力から混合気の未燃ガス温度を算出することで各設定条件の変化が混合
気の状態変化に与える影響を解析し，以下の知見を得た．  
 圧縮比を上げることにより TDC までの圧力上昇は大きくなる．その影響で圧縮比 14 では，点火時期の前に
熱発生が始まる傾向が確認できた．また点火時期後の燃焼による圧力上昇に対しては，燃焼重心が早い定圧縮比
の条件ほど，燃焼室筒内の圧力と未燃ガス温度は高くなっていることが判る．燃焼後の圧力上昇に関しては，回
転速度や RON の検討結果も同様に燃焼重心の影響を受けている．また，回転速度の変化は，圧縮開始からノッ
キングの発生にいたるまでにかかる時間に影響している．  
 
本章のエンジン実験の結果と考察により，エンジンの圧縮比や回転速度，評価燃料の RON の値を変更するこ
とによるノッキングの発生時期に対する影響と，各設定条件の変化が混合気の状態変化に与える影響を明確にし
た．第 3 章からは，本章で解析したノッキングの発生に影響する各パラメータの変化が，混合気の素反応にどの
ような影響を与えるか考察する． 
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第 3章 高圧縮比エンジンのノッキングにおける未燃ガスの素反応過程の特性 
 
3.1 はじめに 
  
第 2章におけるエンジン実験において，圧縮比の変更，エンジン回転速度の変更，評価燃料の RONの変更は
ノッキングの発生時期に影響を与え，燃焼重心（CA50）に影響すること，すなわちエンジンの出力に影響する
ことが示された． 
また，実験で計測をした燃焼室筒内の圧力から混合気の未燃ガス温度を算出することで圧縮比やエンジン回転
速度などのエンジン側の変更は，筒内の圧力や未燃ガス温度の変化に影響を与えていること，燃料の RONの変
化は混合気の着火特性に影響を与えていることが明らかになった． 
 
本章では，燃焼室筒内の未燃混合気についての 0次元詳細反応計算による解析方法を検討して，第 2章で明ら
かにしたノッキングの発生特性に影響する各パラメータの変化が，混合気の素反応にどのような影響を与えるか
考察することを目的としている． 
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3.2 詳細反応計算によるノッキング解析に用いるモデルについて 
 
3.2.1  本研究で取り扱う数値解析モデルの考え方 
 
ガソリンエンジンの燃焼においては、吸入空気の流れや乱れが一様ではないことから，混合気の濃度に濃淡が
生じたり，混合気の燃焼室壁面からの熱の授受によって混合気の温度が空間的，時間的な分布が生じたり，サイ
クル毎に変化する燃焼の影響で残留ガスの量や温度が一定にならないことが知られている（Dec, et. al., 2009, 
Takahashi, et. al., 2012, Omura, et. al., 2016）．これらの時間的，空間的なばらつきを対象としたモデルの研究開発
は盛んに行なわれているが，エンジン燃焼室筒内の熱流体を取り扱うためには 3次元の計算格子が必要になる． 
一方で，エンジンのような高温高圧場での素反応を計算するために十分な時間分解能を確保することは，計算
時間の課題があり難しい．そこで，素反応を扱うモデルについては，空間的な状態の変化やサイクル間の変動に
対しては，特徴を捉えつつ簡略化をして数値解析モデルとすることが一般的である． 
本章においては，第 2章で明らかになったノッキングの発生に影響する各パラメータの変化が，混合気の素反
応にどのような影響を与えているかについての考察を行なうことを目的にしていることから，空間を 0次元とし
て，時間に対する状態変化を模擬した 0次元の数値解析モデルで素反応の解析を行なうことにする．  
 
 
3.2.2  ガソリン混合気のノッキングに関与する詳細反応機構 
 
 ガソリン混合気の素反応のモデル化には，分子間（あるいは分子内）に起こる化学反応に加えて，対象となる
系の分子の密度，熱容量，圧縮率などに代表される熱力学的性質，熱伝導，物質拡散係数などに代表される輸送
特性などの物理量を詳細にモデル化することが必要である．熱力学的性質や，輸送特性については，現在も詳細
な研究が行われており，NIST REFPROP program (NIST, 2017)や，AIChE DIPPR software (Rowley, et. al., 2007) な
どにそのデータベースやソフトウェアが公開されている． 
 
ガソリンは炭素数 3～12程度の炭化水素で構成されており，それらの炭化水素と空気の混合気の反応は気相の
ラジカル連鎖反応が主反応である．ラジカル連鎖反応は，分子の衝突頻度と活性化エネルギーからなるアレニウ
スの式を用いて表すことができる．（アレニウスの式を用いる理論的な根拠については，教科書に詳しい記載があ
る（一例としてAtkins, 2001））．燃焼室内に生じる中間生成物を含む各化学種に対応して，反応式や反応速度定数
を実験等の結果から算出してまとめたものを詳細反応機構とよび，研究が進められている．(Miyoshi, 2008, Oguchi, 
2009, Murakami, 2009) 
 
ガソリンエンジンのノッキング解析に適用するための詳細反応機構は，1990 年頃から研究が始まっており，
LLNLや，ExxonMobil Research and Engineeringを筆頭とするアメリカの研究チームを中心に，ガソリンサロゲー
ト燃料（Pitz, et. al, 2007a, 2007b），ディーゼルサロゲート燃料（Farrel, et. al, 2007）についての実験データの蓄積
と，それに基づく詳細反応機構のデータベース化が行われてきた．特に，炭化水素系燃料の詳細反応機構の開発
状況は，アイルランド国立大学の Simmie による総説に詳しくまとめられていて，C1~C9 のパラフィンやナフテ
ン， C3~C4のオレフィン（ジエンを含む），アロマの他に，中間生成物である C2~C4アルキンとジアセチレンに
ついて報告されている（Simmie, 2003）． 
 
ガソリンサロゲート燃料として用いられる化学種（分子）の詳細反応機構を示しノッキングに関与する素反応
の例を示す． 
1991年にWestbrookらは，ガソリンエンジンでのノッキングに関与するアルカン（パラフィン系炭化水素）の
素反応を解析した(Westbrook, et. al., 1991)．それによると，ラジカル（R）の生成に関与する連鎖開始反応として，
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式（3-1）に示す燃料の熱乖離による反応，式（3-2）に示す酸素による水素の引き抜き反応を挙げている． 特に
式（3-2）に示す反応は分子構造の影響を大きく受けるために，燃料に含まれる成分の分子構造の違いが燃料の
RONすなわちノッキングの起こりやすさに影響していると考えられている． 
 
Fuel = R1 + R2                                                                               (3-1) 
Fuel + O2 = R + HO2                                                                          (3-2) 
  （R:アルキルラジカル） 
 
式（3-2）に関しては，酸素以外にも OH, H, O, CH3, HO2, CH3O, C2H5, C2H3, CH3O2などのラジカルは，燃料か
ら水素を引き抜き新たなラジカルを生成している（例として式（3-3），式（3-4））．また，式（3-4）で生成され
た過酸化水素（H2O2）は式（3-5）によりOHラジカルを生成する（Mは反応に寄与しない第 3体を示す）．式
（3-5）で示す過酸化水素の分解は温度依存性があり，主に 900K以上の高温で生じる反応である． 
  
Fuel + OH = R + H2O                                                                         (3-3) 
Fuel + HO2 = R + H2O2                                                                        (3-4) 
H2O2 + M = OH + OH + M                                                                     (3-5) 
 
燃料からの水素引き抜き反応において，水素の引き抜きやすさは第 1級水素（１°）＜第 2級水素（２°）＜第
3級水素（３°）のように，水素の級数，すなわち，図 3-1に示すように水素が結合する炭素の級数で表される．
炭素の級数はその炭素が結合している炭素の数，すなわち，炭素の C-C結合の数を示している．水素の引き抜
きやすさが級数に依存するのは，C-H結合の強さに依存するためである．つまり，C-H結合の弱い第 3級炭素に
結合する水素は引き抜きやすくラジカルも安定することからラジカルの生成速度が速い．一方で，C-H結合の強
い第 1級炭素に結合するは水素が引き抜きにくくラジカルの生成速度が遅い．パラフィンを例として代表的な水
素の級数を図 3-1に示している．第 1級水素は黒，第 2級水素は青，第 3級水素は赤で示している．直鎖の炭化
水素に対して分枝の炭化水素は第 1級水素が多く水素の引抜が起こりにくい．（詳細は有機化学の教科書に詳し
い．例えばMorrison, R. T. et. al, 2000）  
 
 
 
 
 また，エンジンの燃焼室内部は，混合気が大気圧，大気温度に近い状態から，圧力は 100気圧，温度は 1000K
を超えるまでのダイナミックな変化を経る．そこで，500K-950Kの低温度領域で起こる式（3-6）に示す反応に
より生成されるアルキルパーオキシラジカル（RO2）に続く反応が，燃料の分子構造や大きさによるノックの発
生特性を決定づけると考察している． 
 
R + O2 = RO2                                                       (3-6) 
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Fig.3-1 Molecule structures and Hydrogen’s class. 
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RO2が関与する反応には（a）RO2の分解反応，（b）水素引き抜き反応による ROOH，RO, OHの生成，（c）
RO2の分子内水素引き抜き反応がある．(a)は（3-6）の化学平衡により起こる逆反応で，900K以上の高温で引き
起こる．（b）は燃料分子などの他分子からの水素引き抜きである．代表例として式（3-7）に燃料からの水素引
き抜きを示してある．式（3-7）で生じる ROOHはすぐにO-O結合が分解して式（3-8）に示すように OHを生
じることから，（b）を通じて少なくとも 2つ以上のラジカルが生成されることになる． 
 
RO2 + Fuel = ROOH ＋ R   (3-7) 
ROOH = RO + OH           (3-8) 
 
最後に（c）の RO2の分子内水素引き抜き反応にについて説明をする．この反応は，（3-9）の式で示され，反
応速度は，RO2からの分子内での水素の引き抜かれやすさ（式（3-2）～式（3-4）で説明をしたような水素が結
合する炭素の級数）と O-Oラジカルが引き抜くHと O-Oラジカルとの距離が影響する．これは，分子内酸化に
おいては，O-Oラジカルが引き抜く水素に結合して環状の遷移構造を取る過程において，その立体構造が構造
的に不安定であるほど立体障害が大きいと言われており，その立体障害の大きさが反応速度に影響するためであ
る．例えば，一番距離の近いO-Oが結合する炭素に結合する水素（図 3-2で d位置の水素）を引き抜くことを
考えると，C-H-O-O-の 4原子で環状構造を作ることになるが，これは，結合角が狭くなることから立体障害が
大きい．環状構造が大きいほど立体障害が小さくなり，6～7原子で作る環状構造の立体障害が最小となる．こ
の説明は，図 3-2のような燃料分子から生じた RO2において，O-Oが aの位置の水素に結合すると 7原子の環状
構造，bの位置の水素に結合をすると 6原子の環状構造を形成するが，aと bの水素を比較すると，aは 1級水
素であり bは 3級水素であることから，3級水素の bと環状構造を形成する方がエネルギー障害は小さく反応速
度が速くなることを示している．そして，QOOHは環状エーテルと OHを生じる（式（3-12））． 
 
RO2 = QOOH                                                                     (3-9) 
 
 
 
また，感度解析の結果，次に示す式（3-7）, 式（3-10）, 式（3-11）, 式（3-12）の反応の寄与も大きいこと
が分かった．このうち式（3-11）に示す過酸化水素の分解は 950K以上で生じている．式（3-12）の QOOHの
分解はより低温で生じるが，一部の QOOHでは Qと HO2を生成し酸化反応を阻害する効果がある． 
 
RO2 + Fuel = ROOH ＋ R                                          (3-7) 
HO2 + Fuel = H2O2 ＋ R                                                         (3-10) 
H2O2 = OH ＋ OH                                                                (3-11) 
QOOH = RO + OH                                                           (3-12) 
 
 その後， Curranらは，PRFの構成分子である，イソオクタン（Curran, et. al., 2002）とノルマルヘプタン（Curran, 
et. al., 1998）について，反応毎のステップに分けて詳細にまとめ，噴流拡散反応器，流通式反応器，衝撃波管，ガ
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Fig.3-2 Molecule structures and intramolecular oxidation.  
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ソリンエンジンでの結果とモデルとの比較を行った．その研究によると，イソオクタン，ノルマルヘプタンの反
応は，次の 25のステップで示されており，このうち，1~9が高温酸化反応（＞850K），10～25が低温での酸化反
応（＜900K ）を示している．ノルマルヘプタンの低温酸化反応では，分枝連鎖反応を忠実に示すことが重要であ
り，反応 23，24のケトハイドロパーオキサイトの生成，分解と，その競合反応である反応 19～21のハイドロパ
ーオキシアルキルの分解反応の理解が必要であるとしている．また，イソオクタンでは，式（3-9）で説明をした
12の他に 23の反応が，ノルマルヘプタンよりも抑制されることを示した． 
 
1. Unimolecular fuel decomposition 
2. H atom abstraction from the fuel 
3. Alkyl radical decomposition 
4. Alkyl radical + O2 to produce olefin + HO(・)2 directly 
5. Alkyl radical isomerization  
6. Abstraction reactions from Olefin by O(・)H, H(・), O(・), and C(・)H3 
7. Addition of radical species to olefin 
8. Alkenyl radical decomposition 
9. Olefin decomposition 
10. Addition of alkyl radicals to O2 
11. R(・) + R’O(・)2 = R’O(・) + RO(・) 
12. Alkyl peroxyl radical isomerization (RO(・)2⇔Q(・)OOH) 
13. RO(・)2 + HO(・)2 = RO2H + O2 
14. RO(・)2 + H2O2 = RO2H + HO(・)2 
15. RO(・)2 + CH3O2 = RO(・) + CH3O(・) + O2 
16. RO(・)2 + R’O(・)2 = RO(・) + R’O(・) + O2 
17. RO2H = RO(・) + O(・)H 
18. RO(・) decomposition 
19. Q(・)OOH = cyclic ether + O(・)H (cyclic ether formation via cyclisation of diradical) 
20. Q(・)OOH = olefin + HO(・)2 (radical site β to OOH group) 
21. Q(・)OOH = olefin + carbonyl radical (radical site γ to OOH group) 
22. Addition of Q(・)OOH to O2 
23. Isomerization of O(・)2QOOH and formation of carbonylhydroperoxide and O(・)H 
24. Decomposition of carbonylhydroperoxide to form oxygenated radical species and O(・)H 
25. Cyclic ether reactions with O(・)H and HO(・)2 
※（･）はラジカルを示す． 
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3.2.3  PRF混合気のノッキングに関与する詳細反応計算結果の解釈について 
 
 安東らは，PRF（Primary Reference Fuel, 第 1章参照）の詳細反応計算の感度解析を実施して，PRFが着火に
至るまでの素反応には，温度の上昇に伴って変化する 3つの反応の影響が大きいことを報告している（Ando, et. 
al., 2009b） 
 
～950K：LTO, NTC領域： CH2Oや H2O2を生成する燃料の O2付加反応，分離反応 
950K～1500K：熱着火準備期間：燃料フラグメントの反応，H2-O2ループによる反応 
1500K～     ：熱着火：水酸基システム反応 
  
 安東らの考察によると，反応開始から温度が 950K以下の段階では，低温酸化反応（Low Temperature 
Oxidation Reaction，LTO）や負の温度係数（Negative Temperature Coefficient, NTC）領域とよばれる反応が進行
し，冷炎とよばれる熱発生を生じる．この温度域では，ホルムアルデヒド（CH2O）や H2O2を生成しながら徐々
に温度を上昇させる．その後，熱着火準備期間では，燃料フラグメントの反応による H2O2の生成と，H2-O2ル
ープによる COの生成で徐々に温度が上昇する．H2O2ループの反応速度は，それまでに蓄積された H2O2の濃度
によって決まることが述べられている．また，初期温度が LTO, NTC以上の場合は，H2O2の生成と H2O2ループ
は同時に進行するとされている．  
 つまり，混合気の着火反応は，LTOにおける冷炎発生の熱的な効果に加えて，LTOの反応性生物であるアル
デヒドや H2O2の濃度がH2O2ループ反応（連鎖縮退反応とも呼ばれる．）の速度に与える影響や，燃料フラグメ
ントの反応による着火準備期間での温度上昇速度についても考慮する必要があると考えられる． 
 
 第 2章の解析より，高圧縮比エンジンの運転条件では，950K以下の温度域を経ることから，LTOによる熱
的な影響や，LTOで生じるH2O2の濃度の違いが着火時期に影響していることが予測される．そこで，目的とし
ているノッキングの発生特性に影響する各パラメータの変化が，混合気の素反応にどのような影響を与えるかに
ついて，特に LTOとその後の熱着火準備期間の反応とに着目をして考察を行なっていく． 
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3.3 詳細反応計算によるノッキングの解析方法 
 
本章においては，第 2章で明らかになったノッキングの発生に影響する各パラメータの変化が，混合気の素反
応にどのような影響を与えているかについての考察を行なうことを目的にしていることから，空間を 0次元とし
て，時間に対する状態変化を模擬した素反応モデルで解析を行なうことにしている． 
解析には商用ソフト ANSYS社の CHEMKIN-PRO 15151を用いており，また，反応器としては，CHEMKIN-
PROに組み込まれている Closed Homogeneous Bach Reactor を使用して 0次元詳細反応計算を行った．混合気の
状態変化は，エンジン実験を行うことで得られたクランク角（θ）に対しての 200サイクルの平均圧力（pexp）を
圧縮開始時期（IVC）からの時間に対する圧力変化に置き換えて用いることとし，反応器内の圧力は実験から得
られた圧力と一致するように体積を変更して計算を行っている．境界条件としては初期温度（Ti,st）を与えてい
る．また，燃焼室内の混合気の最高温度を予測できるようにするために, 壁面からの熱損失については考慮して
いない．計算条件を表 3-1に示す．詳細反応機構にはアメリカリバモア国立研究所（LLNL）で開発された，
LLNL ガソリンサロゲート詳細反応機構 (Mehl, et. al., 2011, LLNL, 2017)を選定した．この詳細反応機構は，ノル
マルヘプタン，イソオクタン，トルエン，C5-C6オレフィンの反応機構が含まれており，ショックチューブや定
容容器での実験結果との検証も行なわれている．このモデルに含まれる化学種数は 1389，反応数は 5935であ
る． 
 
 
Mechanism LLNL Gasoline Surrogate Detailed mechanism
Reactor Closed Homogeneous batch Reactor
Problem Type Constrain Pressure And Solve Energy Equation
Pressure Experimental data measured by Pressure sensor
Heat Loss none
Equivalence Ratio Same as Experimental Data  
 
混合気は，実験で用いた Fuel1～Fuel4の RONに対応するように，Fuel1（75RON）を PRF75，Fuel2
（83RON）を PRF83，Fuel3（91RON）を PRF91，Fuel4（100RON）を PRF100に対応させて計算を行ってい
る．各 PRFのイソオクタンとノルマルヘプタンのモル濃度を表 3-2に示す．空気のモル組成は, 窒素 79%, 酸素
21%とし, 筒内に残存する残留ガスの組成は考慮に入れていない． 
 
 
Fuel1 Fuel2 Fuel3 Fuel4
75RON 83RON 91RON 100RON
PRF75 PRF83 PRF91 PRF100
iso-octane (IC8H18) [mol%] 72.7 81.2 90 100
n-heptane (NC8H16( [mol%] 27.3 18.8 10 0  
 
 
 
 
 
 
 
 
Table3-1. CHEMKIN-PRO calculation settings. 
Table3-2. PRF for calculation. 
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3.4 ノッキングの解析結果と考察（1）初期温度 Ti, st,での検討 
 
3.4.1  高圧縮比による混合気の化学反応への影響 
 
図 3-3に圧縮比の変更を比較するために計算に用いた筒内圧力（pexp）と 0次元詳細反応計算により得られた未
燃ガス温度（Tu,chem）を示す．条件は，2000rpm の Fuel 3（91RON）で，計算は PRF91 で行った．Tu,chemは，第 2
章で式（2-5）によって求めた未燃ガス温度（Fig.2-13, Tu,ad）に対して TDC付近（9ms）まではほぼ同じ温度を示
しているが，10ms以降で反応による熱発生から温度が上昇している．特に，圧縮比の高い CR14に着目をすると，
10ms以降の圧力上昇は小さいが，温度については，CR13よりも高くなっていることから化学反応による熱発生
の影響と考えられる．  
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Fig.3-3 Cylinder pressure and unburned gas temperature of each compression ratio with PRF91 (Fuel 3), 2000rpm. X axis is time 
after IVC, unburned gas temperature is calculated by 0D detail reaction analysis. 
第 3 章 高圧縮比エンジンのノッキングにおける未燃ガスの素反応過程の特性 
 
46 
 
次にこの時のホルムアルデヒド（CH2O）と OHラジカルの濃度を比較する（図 3-4）．圧縮比の高い圧縮比 14
の条件では，圧縮行程中から CH2O，OHの濃度が高くなっていることが判る．OHは 11ms付近でピークを迎え
ている．CH2Oは OHよりも少し遅れて 12ms付近で最大値をとっている．これは，ピストンが TDCまで移動す
る圧縮行程での筒内圧力と未燃ガス温度の上昇により，LTOが進行し，CH2Oや冷炎の兆候である OHのピーク
が生じたためと考えられる．圧縮比 13は圧縮比 12と比較をして CH2Oの生成速度に大きな違いが見られない．
11ms以降では燃焼開始による筒内圧力の上昇により未燃ガス温度も上昇しているが，今回の計算条件では着火
に至らなかった．  
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Fig.3-4 CH2O, OH mole fraction of each compression ratio with PRF91 (Fuel3), 2000rpm. X axis is time after IVC.  
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図 3-5には，未燃ガス温度（Tu,chem）に対する CH2O, OHの濃度を比較している．圧縮比 12，13で TDC近傍
での温度である 750K以下の領域では，圧縮比によらず未燃ガス温度に対して CH2O, OHはほぼ同じ濃度である
ことが確認出来た．その後の燃焼開始後の筒内圧力の上昇に伴う未燃ガス温度の昇温状態は，圧縮比の相違によ
って異なる値を取っていることから，異なる温度域の経過時間の影響で各種ラジカルの濃度が変化していると考
えられる．  
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Fig.3-5 CH2O, OH mole fraction of each compression ratio with PRF91 (Fuel3), 2000rpm. X axis is unburned gas temperature 
calculated by 0D detail chemical reaction analysis. 
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3.4.2  エンジン回転速度による混合気の化学反応への影響 
 
図 3-6 にエンジン回転速度の異なる運転条件における筒内圧力（pexp）と未燃ガス温度（Tu,chem）を示す．条件
は，CR13の Fuel 3（91RON）で，計算は PRF91で行った．TDCの時期はそれぞれ 1300rpmの時は 12.6ms, 2000rpm
の時は 9.0ms, 4000rpmの時は 4.9ms, 5200rpmの時は 3.8msである．Tu,chemは，第 2章で式（2-5）によって求めた
未燃ガス温度（Fig.2-16, Tu,ad）と同様の傾向で，エンジン回転速度が高いほど圧力，未燃ガス温度共に高くなって
おり，TDCにおける Tu,chemは，1300rpmの時は 759K, 2000rpmの時は 751K, 4000rpmの時は 781K, 5200rpmの時は
813K であった．TDC 以降ではエンジン回転速度が低い条件であるほど，反応に伴う熱発生による温度上昇が起
こっており，第 2章で式（2-5）によって求めた未燃ガス温度（Fig.2-16, Tu,ad）よりも，詳細反応計算によって求
めた未燃ガス温度（Tu,chem）が高温になっている．特に，エンジン回転速度が低い条件でその影響が大きくなって
おり，1300rpmでは未燃ガス温度の最大値は他のエンジン回転速度に対して高くなっている． 
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次に，この時のホルムアルデヒド（CH2O）と OHラジカルの濃度を比較する（図 3-7）．TDCでの濃度を比較
すると，1300rpm の条件では，CH2O，OHの濃度が高くなっているが，他の回転速度では大きな違いがないこ
とが判る．CH2O，OHの濃度のピークの値を比較しても，1300rpmが高い傾向を示し，5200rpmが低い傾向を示
すが，2000rpmと 4000rpmはほぼ同等である．TDC以降では燃焼開始による筒内圧力の上昇により未燃ガス温
度も上昇しているが，今回の計算条件では着火に至らなかった．  
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Fig.3-7 CH2O, OH mole fraction of each engine speed with CR13, PRF91 (Fuel3). X axis is time after IVC. 
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図 3-8には，未燃ガス温度（Tu,chem）に対する CH2O, OHの濃度を比較している．圧縮比の比較の時とは異な
り，700K以下の温度域から差が見られた．同じ未燃ガス温度の条件では，エンジン回転速度が低い程 CH2O, 
OHの濃度が高くなることが判る．1300rpmから 5200rpmと速度が 4倍（反応時間が 1/4）になると，同じ濃度
になるために必要な温度は 30K～40K程度異なっている．しかし，図 3-6で示したように，TDCにおける未燃
ガス温度は 1300rpmで 759K，5200rpmで 813Kと 64K異なることから，エンジン回転速度の変化による LTOへ
の影響は小さいと推定される．  
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Fig.3-8 CH2O, OH mole fraction of each engine speed with CR13, PRF91 (Fuel3). X axis is unburned gas temperature calculated 
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3.4.3  燃料の RONによる混合気の化学反応への影響 
 
図 3-9に前項と同様に求めた筒内圧力（pexp）と未燃ガス温度（Tu,chem）を示す．条件は，CR13の 2000rpmの条
件で，Fuel1 (75RON)，Fuel2(83RON)，Fuel3 (91RON)，Fuel4(100RON)の評価燃料の結果に対して，それぞれ PRF75, 
PRF83, PRF91, PRF100 で詳細反応計算を行っている．TDC の時期は 9.0ms である．未燃ガス温度（Tu,chem）を比
較すると，第 2章で断熱圧縮の式（2-5）によって求めた未燃ガス温度（Fig.2-16, Tu,ad）と TDC付近までは同様の
傾向であるが，PRF75 (Fuel 1), PRF83 (Fuel 2)では，その後に反応の影響で温度が上昇する様子が確認できた．し
かし，実験で得られたノック発生時期（tknock）までに着火に至らなかった． 
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次にこの時のホルムアルデヒド（CH2O）と OHラジカルの濃度を比較する（図 3-10）．PRF75（Fuel1），
PRF83（Fuel2）の計算結果は，TDC（9ms）より少し早い時間（8ms付近）から PRF91（Fuel3），PRF100
（Fuel4）に対して CH2O，OHの濃度が高くなっている．また，PRF75（Fuel1），PRF83（Fuel2），PRF91
（Fuel3）の結果では LTOの冷炎の影響と見られる OHのピークが生じており， RONが低いほど時期が早まる
傾向がある．TDC以降では燃焼開始による筒内圧力の上昇により未燃ガス温度も上昇しており，PRF75
（Fuel1）で 12ms以降において OHの上昇が見られるが，今回の計算条件では着火に至らなかった．他の条件に
おいては，OHは上昇することなく着火に至っていない．  
 
 
 
 
図 3-11には，未燃ガス温度（Tu,chem）に対する CH2O, OHの濃度を比較している．740K以下では RONによら
ず未燃ガス温度に対して CH2O, OHはほぼ同じ濃度である．一方，PRF75（Fuel1），PRF83（Fuel2）の計算結果
は，740Kから 760Kの範囲において CH2O, OH の濃度が大きく上昇する傾向が見られる．この温度域は，TDC
（9ms）より少し早い時期（8ms付近）に相当している．この後で，この混合気は LTOによる OHのピークを経
て 10ms付近で温度が急激に上昇している．燃料によって CH2O, OH の上昇に差が生じた理由としては，LTOの
温度域で生成される化学種の濃度が RONによって異なる傾向があったためと考えられる． TDC以降では燃焼
開始による筒内圧力の上昇により未燃ガス温度も上昇しているが，PRF75（Fuel1）で 12ms以降に OHの上昇が
見られるが，その他の条件では OHは減少しており，今回の計算条件では着火に至らなかった．  
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Fig.3-10 CH2O, OH mole fraction of each fuel with CR13, 2000rpm. X axis is time after IVC. 
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 以上より，圧縮比，エンジン回転速度，RONの変化により素反応が受ける影響について以下の知見を得た． 
圧縮比 14では，TDCまでのピストンによる圧縮中の筒内圧力と未燃ガス温度の上昇により，LTOが進行し，
CH2Oや冷炎の兆候であるOHのピークが発生している．一方で，圧縮比 13は圧縮比 12と比較をすると CH2O
の生成速度に大きな違いが見られなかった．  
エンジン回転速度の異なる条件を，未燃ガス温度に対する CH2O, OHの濃度で比較をすると，エンジン回転速
度が低い程 CH2O, OHの濃度が高くなることが判る．1300rpmから 5200rpmと速度が 4倍（反応時間が 1/4）に
なると，同じ濃度になるために必要な温度は 30K～40K程度異なっている．この傾向から，LTOの化学反応の
進行には，筒内圧力や未燃ガス温度に加えて温度の時間変化率，すなわち反応時間も影響していることが判る． 
RONの異なる条件を比較すると，PRF75（Fuel1），PRF83（Fuel2）の計算結果は，TDC（9ms）より少し早い
時期（8ms付近）から PRF91（Fuel3），PRF100（Fuel4）に対して CH2O，OHの濃度が高くなっている．これ
は，740Kから 760Kの範囲に対応していることから，LTOの温度域で生成される化学種の濃度が RONによって
異なる傾向があるためと考えられる． 
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Fig.3-11 CH2O, OH mole fraction of each fuel with CR13, 2000rpm. X axis is unburned gas temperature calculated by 0D detail 
chemical reaction analysis. 
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3.5 ノッキングの解析結果と考察（2）初期温度 Ti, chemでの検討 
 
ノッキングの発生，すなわち混合気の自己着火のタイミングを考察するためには，LTOの後に起こる反応で
ある熱着火準備期間～着火にかかる時間についても着目する必要があるが，3.4節の検討では混合気が着火に至
らなかったことから考察することが出来なかった．今回の素反応モデルの計算で着火に至らなかった要因には，
3.2.1項で述べたように，3.4節で検討に用いた素反応モデルは，空間的な状態の変化やサイクル間の変動に対し
ては，0次元に簡略化していることが挙げられる．そこで，本節では，空間的な温度のばらつきに着目をして，
0次元計算の境界条件の中で，混合気の初期温度の設定に着目し検討する． 
エンジン開発においては，部品の信頼性を確保するために燃焼室内の各部位の温度を計測する．今回のエンジ
ンでも燃焼室ヘッドの温度を定常的に計測しており，その結果を図 3-12に比較すると，全ての点において計算
から求めた Ti,stに対して高い温度を示すことが判った．また，Ti,stとの違いの特徴として，エンジン回転速度に
比例して燃焼室壁の温度が上がっている点がある．これは，エンジン回転速度が高いほど，発熱量が増すことか
ら部品が冷えにくくなるためと考えられる．図 3-12の温度は，平均計測の温度であり，吸気行程などの瞬時の
温度は計測出来ていない．また，燃焼室の壁よりも高温の部位（例えば，排気バルブや点火プラグ）が存在する
ことから，混合気が吸気行程で局所的に受熱している量を定量的に算出することは，今回の検討では難しい． 
 
 
 
 
そこで，3.5節では，エンジンの圧縮比，回転速度，燃料の RONがノッキングの発生に与える影響として，
特に熱着火準備期間～着火の反応を比較するために，初期温度を変更しながら詳細反応計算を行い，実験におい
てノッキングが発生した時期（tknock,exp）と，詳細反応計算での混合気の着火時期（tig,chem）が等しくなる時の初
期温度（Ti, chem）を算出している．詳細反応計算での混合気の着火時期（tig,chem）は混合気の温度（Tu,chem）が
1500Kに到達する時期とした．算出した Ti, chemの結果を，図 3-13に示す．同じ燃料でのエンジン回転速度の違
いを比較すると，エンジン回転速度が高い条件の方が，低い条件に比べて 20K～30K程度高い Ti, chemをとること
が判る．圧縮比の違いについては，圧縮比が高いほど Ti, chemが上がっていて，PRF91(Fuel3)の 2000rpmでは，
CR14が CR12に対して 20K高くなっている．また，Ti,st（図 2-10）との比較をすると，Ti, chemは Ti,stに対して，
Fuel 4（100RON）で 50K程度高く，RONの低い燃料ほどその差が広がる傾向があり，Fuel 1（75RON）, Fuel 2
（83RON）で 100K程度高い値となった．この燃料による差については，モデルとして用いている PRFと評価
に使用した燃料との間に，着火特性や熱力学的特性の違いがあることが要因の一つと考えられる．実験に用いた
燃料に近い特性を持つ計算用の模擬燃料（サロゲート燃料）を選択することも，詳細反応計算の準備の中で非常
に重要であることが判る．  
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3.5.1  高圧縮比による混合気の化学反応への影響 
 
初めに，圧縮比の影響について検討した．図 3-14に Ti,chemを用いた 0次元詳細反応計算により得られた未燃ガ
ス温度（Tu,chem）を示す．条件は，3.4.1と同じ 2000rpmの Fuel 3（91RON）であり，計算は PRF91で行った．
Tu,chemは，第 2章で式（2-5）によって求めている．TDCでの温度は CR12, 13, 14それぞれ 888K, 919K, 956Kと
圧縮比が高いほど高くなっている．  
 
 
 
図 3-15に低温酸化反応（LTO）から着火準備期間，そして着火に至るまでの化学反応生成物の変化を比較す
るために，LTOにより生成されるホルムアルデヒド（CH2O）と過酸化水素（H2O2），および H2-O2ループ，いわ
ゆる熱着火準備期間で生成される一酸化炭素（CO），および熱着火中に生成されるヒドロキシラジカル（OH）
の生成濃度を比較している．圧縮開始後，4つの成分が指数関数的に増加している時期を LTO，その後 CH2Oや
OHに上に凸の変曲点がみられるが，それ以降を着火準備期間，H2O2，CH2Oの最大値時期～CO, OHの最大値
時期を熱着火と定義している． 
着火準備期間～着火にかかる時間に関しては，圧縮比が低いほど短く，燃焼による筒内圧力と未燃ガス温度の
上昇が混合気の化学反応に影響していることが確認された．一方で，初期温度変更前に比べて，TDCにおける
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Fig.3-13 Initial temperature estimated by CHEMKIN (Ti,chem). 
Fig.3-14 Unburned gas temperature of each compression ratio with Fuel 3 (91RON), 2000rpm. X axis is time after IVC, unburned 
gas temperature is calculated by 0D detail chemical reaction analysis with Ti,chem. 
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CH2Oの濃度の傾向は異なっており，圧縮比 14と圧縮比 12の TDC（9ms）における CH2Oの濃度に違いは約 2
桁まで広がっていた．TDCにおける LTOの反応が 3.4節での検討結果と異なる傾向を示す要因の一つに，詳細
反応計算での解析に，混合気に含まれる残留ガス（既燃焼ガス）の影響を考慮していないことが挙げられる．式
（2-3）で算出した燃焼室内の残留ガス量を比較すると，CR12では 3.94mol%，CR13では 3.52mol%，CR14では
3.16mol%と高圧縮比ほど少なく，着火しやすい混合気であると推定される．残留ガス量の考慮については，今
後の検討課題である． 
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Fig.3-15 Mole fraction of H2O2, CH2O, OH and CO of each compression ratio with PRF91（Fuel3）CR13, 2000rpm. X axis is 
time after IVC. 
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3.5.2  エンジン回転速度による混合気の化学反応への影響 
 
次に，エンジン回転速度の影響について検討した．図 3-16に Ti,chemを用いて 0次元詳細反応計算により得られ
た未燃ガス温度（Tu,chem）を示す．条件は，3.4.2と同じ CR13の Fuel 3（91RON）で，計算は PRF91で行った．
TDCの時期を示すと，1300rpmは 12.6ms，2000rpmは 9ms，4000rpmは 4.9ms，5200rpmは 3.8msであり，この
時の温度はそれぞれ 898K, 919K, 958K, 971Kとエンジン回転速度があがるほど高くなっている． 
 
 
 
図 3-17に着火に至るまでの化学反応の生成物の変化を比較している．前述のとおり，TDCにおける圧力と温
度は，エンジン回転速度が高くなるほど高くなる傾向があるが，TDCにおける CH2Oの濃度を比較すると，回
転速度による違いは小さい．また，1300rpm，2000rpm，4000rpmの条件では，TDCの後に CH2Oや H2O2の濃度
上昇の変曲点を迎えている．CR13，Fuel 3 (91RON)における燃焼重心の変化の感度は 0.5CA/1000rpmと小さいこ
とから，TDC付近の化学反応の傾向に回転速度の影響が小さいと考える．同様に，着火準備期間～着火にかか
る時間に関しては，回転速度に反比例をして短くなっていることから，燃焼による筒内圧力と未燃ガス温度の上
昇が混合気の化学反応に影響していることが確認できる． 
図 3-18に 3.4節で特徴が見られた，未燃ガス温度（Tu,chem）に対する CH2O, OHの濃度を比較している．3.4節
の結果と同様に，同じ未燃ガス温度の条件では，エンジン回転速度が低い程 CH2O, OHの濃度が高くなってお
り，1300rpmから 5200rpmと速度が 4倍（反応時間が 1/4）になる時に同じ濃度到達する温度の差は 30K～40K
程度である．しかし，図 3-16で示したように，TDCにおける未燃ガス温度は 1300rpmで 898K，5200rpmで
971Kと 73K異なることから，エンジン回転速度の変化による LTOへの影響が小さくなっていると推定され
る．  
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Fig.3-16 Unburned gas temperature of each engine speed with CR13, Fuel 3 (91RON). X axis is time after IVC, unburned gas 
temperature is calculated by 0D detail chemical reaction analysis with Ti,chem. 
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Fig.3-17 Mole fraction of H2O2, CH2O, OH and CO of each engine speed with CR13, Fuel 3 (91RON). X axis is time after IVC. 
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3.5.3  燃料の RONによる混合気の化学反応への影響 
 
最後に，燃料の RONの影響について検討した．図 3-18に Ti,chemを用いて 0次元詳細反応計算により得られた
未燃ガス温度（Tu,chem）を示す．条件は，3.4.3と同じ CR13の 2000rpmの条件で，計算は Fuel1 (75RON)，
Fuel2(83RON)，Fuel3 (91RON)，Fuel4(100RON)の評価燃料の結果に対して，それぞれ PRF75，PRF83，PRF91，
PRF100で行った．TDCでの温度は PRF75, 83, 91, 100（Fuel1, 2, 3, 4）それぞれ 950K, 952K, 919K，877Kと RON
によって異なっている．  
 
 
 
図 3-19に着火に至るまでの化学反応生成物の変化を比較している．着火準備期間～着火にかかる時間に関し
ては，RONが低いほど長く，燃焼による筒内圧力と未燃ガス温度の上昇の違いが影響していると考えられる．
LTOに関しては，初期温度変更前に比べて RONの影響が大きくなっており，PRF 75 (Fuel 1)と PRF 100 (Fuel 4)
の TDCにおける CH2Oの濃度は約 2桁以上違っていた．3.5節の冒頭で述べたように，計算に用いた燃料が初期
温度の違い影響していることも一つの要因と考えられる． 
1.0E-20
1.0E-18
1.0E-16
1.0E-14
1.0E-12
1.0E-10
1.0E-08
1.0E-06
1.0E-04
1.0E-02
1.0E+00
500 600 700 800 900 1000 1100
C
H
2O
 m
ol
e 
fr
ac
ti
on
 [
-]
Tu,chem [K]
1300rpm
2000rpm
4000rpm
5200rpm
300
400
500
600
700
800
900
1,000
1,100
0 5 10 15
T
u,
ch
em
[K
]
t [ms]
PRF75 (Fuel1)
PRF83 (Fuel2)
PRF91 (Fuel3)
PRF100 (Fuel4)
Fig.3-18 CH2O mole fraction of each engine speed with CR13, Fuel 3 (91RON). X axis is unburned gas temperature calculated by 
0D detail chemical reaction analysis with Ti,chem. 
Fig.3-18 Unburned gas temperature of each fuel with CR13, 2000rpm. X axis is time after IVC, unburned gas temperature is 
calculated by 0D detail chemical reaction analysis with Ti,chem. 
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Fig.3-19 Mole fraction of H2O2, CH2O, OH and CO of each fuel with CR13, 2000rpm. X axis is time after IVC. 
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3.6 結論 
 
以上より，圧縮比，エンジン回転速度，RONの変化により素反応が受ける影響について以下の知見を得た． 
圧縮比の変化による影響は，圧縮比 14において顕著な差が見られたが，圧縮比 12，13の間には大きな違いが
見られなかった．具体的には，圧縮比 14では，TDCまでの圧縮行程においての筒内圧力と未燃ガス温度の上昇
により，LTOが進行し，CH2Oや冷炎の兆候である OHのピークが発生している．一方で，圧縮比 13は圧縮比
12と比較をして CH2Oの生成速度に大きな違いが見られなかった．  
エンジン回転速度の変化による影響を見るために TDCでの CH2Oの濃度を比較すると，1300rpm の条件で
は，CH2O，OHの濃度が高くなっているが，他の回転速度では大きな違いが確認できなかった．回転速度の違
いは，燃焼室筒内の圧力と未燃ガス温度の上昇速度の違いを意味している．その差を考察するために，未燃ガス
温度に対する CH2O, OHの濃度で比較をしたところ，エンジン回転速度が低い程 CH2O, OHの濃度が高い傾向が
見られ，1300rpmから 5200rpmと回転速度が 4倍（反応時間が 1/4）になる状態では，同じ濃度になるために必
要な温度の差は 30Kから 40K程度と確認出来た．TDCにおける未燃ガス温度の差は 1300rpmから 5200rpmで
64Kであることから，エンジン回転速度の変化による LTO影響は小さいと考えられる．  
RONの変化による影響は，TDC近傍までの 740Kから 760Kの領域での CH2O，OHの濃度の上昇に顕著に現
れており，RONの低い RF75（Fuel1），PRF83（Fuel2）では，RONの高い PRF91（Fuel3），PRF100（Fuel4）に
対して LTOが進んでいることが確認出来た． 
 
一方で，使用した素反応モデルでの検討では，詳細反応計算の結果を用いても混合気が着火に至らなかった．
これは，燃焼室内の空間的な状態の変化やサイクル間の変動分を考慮出来ていないなどの理由と考えられる．そ
こで，素反応モデルで使用した初期温度について検討を加え，熱着火準備期間から着火の反応を比較することを
試みた．方法としては，初期温度を変更しながら詳細反応計算を行い，実験においてノッキングが発生した時期
（tknock,exp）と，詳細反応計算での混合気の着火時期（tig,chem）が等しくなるときの初期温度（Ti, chem）を算出して
その時の素反応を比較した．その結果，以下の知見を得た． 
 
圧縮比の変化に対応させるために算出した初期温度（Ti, chem）は，圧縮比が高いほど高くなっていた．着火準
備期間から着火に至る時間に関しては，圧縮比が高いほど長く，燃焼による筒内圧力と未燃ガス温度の上昇が混
合気の化学反応に影響していることが確認された．一方で，初期温度変更前に比べて，TDCにおける CH2Oの
濃度の傾向は異なっており，圧縮比 14と圧縮比 12の TDCにおける CH2Oの濃度に違いは約 2桁まで広がって
いた．TDCにおける LTOの反応が，初期温度変更前の検討結果と異なる傾向を示す要因のひとつに，詳細反応
計算での解析では，混合気に含まれる残留ガス（既燃焼ガス）の影響を考慮していないことが挙げられる．残留
ガス量の影響については，今後の検討課題である．  
エンジン回転速度の変化による影響は，エンジン回転速度が速いほど，算出した初期温度（Ti, chem）が高くな
る傾向があった．着火準備期間から着火に至る時間は，燃焼による筒内圧力と未燃ガス温度の上昇に依存してお
り，回転速度に反比例をして短くなっていた．LTOの傾向についても，初期温度変更前と同様に回転速度の影
響は小さかった．  
RONの変化に対して，求めた初期温度（Ti, chem）は RONが低いほど高くなっていた．着火準備期間から着火
に至る時間に関しては，RONが低いほど長く，燃焼による筒内圧力と未燃ガス温度の上昇の違いが影響してい
ると考えられる．LTOに関しては，初期温度変更前に比べて RONの影響が大きくなっており，PRF 75 (Fuel 1)
と PRF 100 (Fuel 4)の TDCにおける CH2Oの濃度は約 2桁以上違っており初期温度の違いが影響していることが
推定される．また，燃料による初期温度（Ti, chem）の差の要因のひとつに，モデルとして用いている PRFと評価
に使用した燃料との間に，着火特性や熱力学的特性の違いがあることが要因のひとつと考えられる．実験に用い
た燃料に近い特性を持つ計算用の模擬燃料（サロゲート燃料）を選択することも，詳細反応計算の準備の中で非
常に重要であると考えられる．  
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第 4章 実用エンジンの異常燃焼に対するノッキング指標についての検討 
 
4.1 はじめに 
 
第 3章までの検討で，実験結果に見られたノッキングの発生時期に対しての各パラメータの影響が，どのよう
な因子によって起こるかについて素反応論的には，詳細反応計算を用いて解釈することが可能になってきたと考
えられる．詳細反応計算の結果からは，燃焼室筒内の混合気は，運転条件によってピストンによる圧縮の途中か
ら低温酸化反応（LTO）を起こしていることが示唆されており，燃焼室筒内の圧力や未燃ガス温度の変化が LTO
の反応速度を変化させて，ノッキングの起こりやすさに影響を与えることが考察された．また，燃料の RONを
変更した実験結果の解析については，RONが等しい標準燃料（PRF）を用いて計算を行ったが，定量的な解釈
は難しかった．このことから，詳細反応計算に用いる模擬燃料（サロゲート燃料）の選定も重要であることが判
った．  
 
本研究で取り扱う課題の一つとして，詳細反応計算を用いることでノッキングの指標を素反応論から明確にす
ることがある．これは，従来のエンジン開発では，市販ガソリンの RON をノッキングの指標として扱うことで
対応出来ていたが，エンジンの熱効率を追及した高圧縮比エンジンや過給ダウンサイズエンジンが市販化されて
きたことで，ノッキングの指標が RON だけでは表せない領域が出てきたり，プレイグニッションのような新た
な異常燃焼が起こりやすくなったりしてきているためである．また，燃料側についてもバイオ燃料やシェールオ
イルの普及により，将来的に，石油由来の炭化水素とはオクタン価の特性が異なるものが普及する可能性が出て
きており，素反応論の理解は，こうした燃料の多様化に対応できるものであることが期待される．そのためには，
詳細反応計算での解析に用いるサロゲート燃料の選定が，より重要性を増してくると考えられる． 
 
そこで本章では，標準燃料（PRF）とサロゲート燃料を用いて，実験データの詳細反応計算を実施し，着火遅
れ時間やエンジン運転条件における素反応の違いを考察する．また，従来のノッキングの指標である RONや
MONの計測条件についても同様の検討を行うことで，RONとMONが示す素反応の違いを明確にし，近年の過
給ダウンサイズエンジン等で言われている同じ RONならMONが低い燃料，即ち，センシティビティ
（S=RON-MON）の大きい燃料がノッキング抑制では優れているという事象に対して素反応論からの考察を行な
う． 
また，標準燃料（PRF）とサロゲート燃料の着火遅れ時間 p-Tマップを作成して比較を行なうことで，素反応
の違いと従来の指標との対応を模式化し，エンジン運転条件との対応を容易に行なえる表現について検討を行
う．この手法により，手に入りにくい燃料であっても，実験や詳細反応計算のような煩雑な検証手順を簡素化し
たとしても影響を明確にできたり，プレイグニッションなどの異常燃焼に対して，危険を伴うエンジン実験の回
数を減らしたとしても燃料の影響を推定したりすることが可能となり，従来の燃料の指標より広範囲なエンジン
諸元や運転条件に対応した推定が可能になると考える． 
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4.2 標準燃料（PRF）と市販ガソリンを模擬したサロゲート燃料の着火遅れ時間 p-Tマップの比較 
 
4.2.1  市販ガソリンを模擬したサロゲート燃料の選定 
 
市販ガソリンを模擬したサロゲート燃料やその詳細反応機構の開発は，第 3章までで検討したようなノッキン
グの素反応論的な解析への利用だけではなく，ガソリンエンジンの燃焼全体を検討する 3 次元 CFD モデルの開
発に対しても重要なモデルであることから，研究開発が進められている． 
 
アメリカでは，LLNL を中心に，1980 年代から詳細反応機構の構築を継続している．Mehl らは，イソオクタ
ン，トルエン，1-ヘキセンの混合燃料について，それぞれのクロスリアクションを考慮したガソリンのサロゲー
ト燃料の詳細反応モデルを提案した．このモデルは，アメリカの市販ガソリン（レギュラ）RD387の着火遅れ時
間の特性を模擬する形で，サロゲート燃料に使用する分子とその混合比が検討されている．（Mehl, et. al., 2011, 
Gauthier, et. al., 2004, Kukkadapu, et. al., 2012, 2015）． 
また，アメリカでは，将来エンジンの熱効率向上技術として，Advanced Compression Ignition (ACI)と呼ばれる素
反応制御による圧縮着火燃焼（kinetically-controlled and compression-ignition combustion）の研究を行なっており，
それらのエンジン用の燃料（Fuels for Advanced Combustion Engines: FACE）として，パラフィン系のガソリン（FACE-
A, C）や，それと同じ成分比・オクタン価のサロゲート燃料（PRF84, FACE-A surrogate, FACE-C surrogate）の着火
特性と詳細反応機構の開発が進められている（Sarathy, et. al., 2015）． 
 
日本国内の市販ガソリンを模擬したサロゲート燃料の開発は，橋本らによって試みられた．このサロゲート燃
料は，HCCI（Homogeneous Charge Compression Ignition）エンジンでの着火特性の模擬を想定しており，イソオク
タン，ノルマルヘプタン，トルエン，イソオクテン，メチルシクロヘキサン，エタノール，ETBE で構成されて
いる．イソオクタンとノルマルヘプタンのみで構成される PRF とは異なり，市販ガソリンの成分であるアロマ
（トルエン）やオレフィン（イソオクテン），ナフテン（メチルシクロヘキサン），含酸素燃料（エタノール，ETBE）
が含まれている．このサロゲート燃料に対応する詳細反応機構の開発においては，イソオクテン，メチルシクロ
ヘキサンの詳細反応機構は，三好が開発した KUCRS（Knowledge-basing Utilities for Complex Reaction Systems, 
(Miyoshi, 2005, 2011)）の自動生成機能を用いて作成されている．他の分子については，既存の詳細反応機構に一
部修正を加えた後に，Directed Relation Graph（DRG）法を用いて，803化学種，3222反応式に簡略化を行ってい
る．着火特性の検証は，急速圧縮装置（Rapid Compression Machine: RCM）で計測した着火遅れ時間で行なわれ，
過去の詳細反応機構からの改善が確認された（Hashimoto, et. al., 2013）． 
国内の最新の研究では，SIP「革新的燃焼技術」のガソリン燃焼チームにおいて，国内の市販レギュラガソリン
と市販ハイオクガソリンを模擬した 5成分サロゲート燃料（S5R:レギュラガソリン相当，S5H:ハイオクガソリン
相当）が提案されている（SIP Innovative Combustion Technology, Gasoline Combustion Team,  2017）．表 4-1に S5R，
S5Hの RONとMON，構成成分であるイソオクタン、ノルマルヘプタン、メチルシクロヘキサン、ジイソブチレ
ン、トルエンの体積割合とA/Fや発熱量などのガソリンとしての性状を示している． 
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また，このサロゲート燃料は，同チームにおいて調整・準備された市販ガソリンである SIP 共通ガソリン（レ
ギュラ・ハイオク）を模擬している．この SIP 共通ガソリンの性状を表 4-2 に示す．PRF の成分であったパラフ
ィンの他に，アロマやオレフィンが含まれている．また，国内の市販ガソリンの特性として，含酸素成分（主に
ETBE）が含まれている．レギュラの RONは 91，MONは 82.6であり，S5Rの RONの 90.8，MONの 82.9とほ
ぼ等しい．ハイオクについても，RONが 100，MONが 87.5であり，S5Hの RONの 100.2，MONの 88.8とほぼ
等しい値をとっている．また，その他の性状についてもサロゲート燃料は共通ガソリンに近い値をとっているこ
とが特徴である． 
 
Table 4-1. Composition and properties of SIP common gasoline surrogate mixtures 
  S5R S5H 
RON 90.8 100.2 
MON 82.9 88.8 
isooctane(C8H18)a) [vol.%] 29.00 31.00 
n-heptane(C7H16) [vol.%] 21.50 10.00 
methylcyclohexane(C7H14) [vol.%] 5.00 5.00 
diisobutylene(C8H16)b) [vol.%] 14.00 14.00 
toluene(C7H8) [vol.%] 30.50 40.00 
H/C 1.77 1.63 
O/C 0.00 0.00 
A/F 14.40 14.19 
Heat Value [MJ/kg] 42.49 42.43 
Density [g/cm3] 0.7545 0.7721 
a) 2,2,4-trimethylpentane 
b) Approximately 4:1 mixture of 2,4,4-trimethyl-1-pentene and 2,4,4-trimethyl-2-pentene  
 
Table 4-2. Properties of SIP common gasolines 
  Regulara) Premiuma) 
RON 91 100 
MON 82.6 87.5 
Paraffin [vol.%] 58.1 41 
Aromatics [vol.%] 25.4 36.6 
Olefins [vol.%] 13 19.6 
Oxygen [vol.%] 3.5 2.8 
H/C 1.79 1.70 
O/C 0.005 0.003 
A/F 14.33 14.22 
Heat Value [MJ/kg] 42.63 42.28 
Density [g/cm3] 0.73 0.7476 
a) Regular stands for JIS 2nd grade. Premium stands for JIS 1st grade 
 
同プロジェクトにおいて，三好らは，S5R，S5Hの基本燃焼特性 (着火遅れ時間と層流燃焼速度) をほぼ再現
する詳細反応機構を開発した．この詳細反応機構は，ガソリンサロゲート詳細反応機構バージョン 1.0
（Gasoline surrogate details reaction mechanism version 1.0: SIP-Gd1.0）として公開されており，今後のエンジン開発
への適用が期待されている(Miyoshi, 2016, Miyoshi, et. al., 2017b, SIP Innovative Combustion Technology, Gasoline 
Combustion Team, 2017)． 
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本章では，サロゲート燃料として，実験に用いた評価燃料（Fuel3, Fuel4）のオクタン価（RON，MON）に近
い S5R, S5Hを用いることにした．また，詳細反応機構には，このサロゲート燃料に対応させて，三好らにより
開発されたガソリンサロゲート詳細反応機構バージョン 1.0（SIP-Gd1.0）を用いることとした． 
図 4-1に計算に用いる PRF90，PRF100と S5R, S5Hのオクタン価（RON，MON）を示し比較する．また，同
じ図に第 2章で評価に使用した Fuel 3 (91RON)と Fuel 4 (100RON)の値も参考に示している．○で示す凡例が国
内レギュラ（90RON）相当の燃料であり，△が国内ハイオク（100RON）相当の RONの燃料である．濃い赤で
示す S5R, S5Hと黄色で示す評価燃料（Fuel3, Fuel4）は，濃い青で示す同じ RONの PRFに対して，MONが低
い傾向であり，評価燃料（Fuel3, Fuel4）は S5R, S5Hに近い特性を持つことが判る． 
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Fig.4-1 RON and MON properties of each fuel. 
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4.2.2  サロゲート燃料の着火遅れ時間の p-Tマップ 
 
 本章では，エンジン運転条件ごとに異なる混合気の着火特性を，素反応に基づいて理解することを目的として
いる．そこで，各燃料による混合気の，圧力と温度の条件毎に着火特性を明確にするために，サロゲート燃料の
S5Rと S5H，標準燃料の PRF90，PRF100の混合気の着火遅れ時間を詳細反応計算により算出し，圧力と温度に
対するマップ上にまとめて比較を行なう． 
混合気の着火遅れ時間の計算は，CHEMKIN-PROの Closed Homogeneous Bach Reactorを用いて行っている．
詳細反応機構は，三好らによって開発されたガソリンサロゲート詳細反応機構バージョン 1.0（SIP-Gd1.0）を用
いている．計算方法は，初期条件として圧力，温度と混合気組成を入力した後に，定容容器を仮定して，容積一
定の条件で計算している．着火遅れ時間は，混合気の温度が 1500Kに達するまでにかかる時間とした．表 4-3
に計算条件を示す． 
 
Table 4-3. CHEMKIN-PRO calculation settings for ignition delay time 
Mechanism Gasoline surrogate details reaction mechanism version 1.0a) 
Reactor Closed Homogeneous batch Reactor 
Problem Type Constrain Volume and Solve Energy Equation 
Heat Loss none 
Pressure 0.1MPa – 15MPa 
Temperature 640K – 1100K 
Equivalence Ratio =1
a) Miyoshi, et. al., 2017b 
 
混合気の計算に用いた燃料の組成を表 4-4に示す．標準燃料の PRF90，PRF100は，RONとMONが等しくセ
ンシティビティ S（=RON-MON）は 0である．一方サロゲート燃料の S5Rと S5HはMONが RONよりも低い
値をとており，センシティビティはそれぞれ 7.9と 11.4である．RONとMONの値は図 4-1に示しているもの
と同じである．空気のモル組成は, 窒素 79%, 酸素 21%とし, 当量比は酸素と燃料が完全燃焼をするΦ=1の条件
で計算をしている．  
 
 
  PRF90 S5R PRF100 S5H 
RON 90 90.8 100 100.2 
MON 90 82.9 100 88.8 
S (=RON-MON) 0 7.9 0 11.4 
isooctane(C8H18) [vol.%] 90 29.0 100 31.0 
n-heptane(C7H16) [vol.%] 10 21.5 0 10.0 
methylcyclohexane(C7H14) [vol.%] - 5.0 - 5.0 
diisobutylene(C8H16) [vol.%] - 14.0 - 14.0 
toluene(C7H8) [vol.%] - 30.5 - 40.0 
 
 
 
 
 
Table4-4. Fuel properties for detail reaction calculation. 
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各燃料による混合気の初期圧力，温度に対する着火遅れ時間を図 4-2，4-3に示す．図 4-2は 90RON燃料の比
較で，（a）に PRF90，（b）に S5Rの着火遅れ時間を示している．PRF90，S5R共に圧力や温度が高くなると，着
火遅れ時間は指数関数的に短くなる傾向がある．PRFでは 700Kから 900Kの温度域で温度が上がっても着火遅
れ時間が大きく変化しない領域が生じている．これが負の温度係数（NTC）領域であり，低温酸化反応（LTO）
の影響により冷炎が生じることで低温度域での着火遅れ時間が短くなることが要因と考えられている．S5Rにお
いても同様の領域が見られるが，PRF90のように明確な形になっていない．このことから，RONが同じ PRF90
と S5Rの着火遅れ時間も，圧力と温度の領域によって異なる傾向となることが判る． 
図 4-3は 100RON燃料の比較で，（a）に PRF100，（b）に S5Hの着火遅れ時間を示している．90RONの燃料
での比較と同様に，着火遅れ時間は，圧力や温度が高くなると指数関数的に短くなる傾向がある．PRF100は
PRF90と同様に負の温度計数（NTC）領域が生じているが，S5Hでは PRF100のように明確な形にはなっていな
い．90RON燃料の比較と同様に，RONが同じ PRF100と S5Hの着火遅れ時間も，圧力と温度の領域によって異
なる傾向となることが判った． 
また，90RON, 100RON燃料の双方で，標準燃料とサロゲート燃料の着火特性の違いが NTC領域の傾向にあ
ることから，RONとMONの値の違いには，LTOの違いが影響していると推定される． 
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Fig.4-2 Comparison of ignition delay time p-T map for 90RON fuels. 
Fig.4-3 Comparison of ignition delay time p-T map for 100RON fuels. 
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4.3 サロゲート燃料についての PRFとの着火遅れ時間差（Δτ）p-Tマップの比較 
 
4.3.1  RON, MONの計測条件の違いについての考察 
 
前項での標準燃料とサロゲート燃料の着火遅れ時間の考察から，RONとMONの値の違いやエンジン運転条
件の違いによる燃料影響の差には，低温酸化反応（LTO）の違いが影響していると推定された．そこで，本項で
は，RONとMONの計測条件が着火性に与える影響を混合気の圧力と温度の観点から論じ，標準燃料とサロゲ
ート燃料の着火特性の違いや LTOの発生の違いを詳細反応計算で明らかにする． 
 
RONとMONの計測条件における燃焼室筒内の圧力と未燃ガス温度の違いを考察するために，RONとMON
の計測に用いる CFRエンジンでの運転条件を確認する（ASTM, 2017a, 2017b）．表 1-2は第 1章で述べた RON
とMONの運転条件である．RONとMONの運転条件の大きな違いは吸気温度の設定にある．ASTMによる
と，RONの計測では大気圧に応じて吸入空気の温度を設定（1気圧の時 52℃（325K））し，その後燃料気化器
で燃料を供給している．MONの計測では，吸入空気の温度ではなく，燃料を供給した後の混合気の温度を調整
して 149℃（422K）として評価を行なっている．またエンジン回転速度も RONは 600rpmであるのに対して，
MONは 900rpmと異なっている． 
 
  RON MON 
Intake Air Temperature 52℃ 149℃ 
Intake Air Pressure atmospheric atmospheric 
Coolant Temperature 100℃ 100℃ 
Engine Speed 600rpm 900rpm 
Spark Timing 13BTDC 14-26BTDC 
Compression Ratio 4-18 4-18 
 
次に，CFRエンジンの諸元と運転条件から，圧縮開始から TDCまでの燃焼室筒内の圧力と未燃ガス温度の
推定を行なった．初期の温度，圧力と燃焼室容積をそれぞれ Ti, pi, Viとして燃焼室壁を断熱と仮定しており，各
クランク角 θmにおけるピストン位置から求めた Vmの時の温度と圧力 Tm, pmは式（2-1），（2-2）から求めてい
る．この時，比熱比 κについては固定値 1.32を用いて計算を行った．Vmを算出する際のエンジンの諸元には，
CFRエンジンの諸元であるボア直径 82.55mm，ストローク長 114.3mmを用いている．CFRエンジンは可変
圧縮比エンジンであり，圧縮比の設定は評価方法やオクタン価によって異なるが，ここでは圧縮比の上下限値で
ある CR18と CR4で計算を行った．圧縮開始時期は IVCの時期である-146 ATDC，初期圧力（pi）は 0.1MPa
（大気圧）としている． 
𝑝𝑚 = 𝑝𝑖 (
𝑉𝑖
𝑉𝑚
)
𝜅
    (2-1) 
 𝑇𝑚 = 𝑇𝑖 (
𝑝𝑚
𝑝𝑖
)
𝜅−1
𝜅     (2-2) 
 
図 4-4に CFRエンジンでの RONとMONの計測時における圧縮開始からの時間と圧力の履歴を，図 4-5にエ
ンジン燃焼室筒内の圧力と未燃ガス温度の推定値，及び Lappardによって報告されている実際の RON, MON計
測条件における燃焼室筒内の圧力と未燃ガス温度の最大値示している（Lappard, 1990）．図 4-4よりエンジン回
転速度の違いにより RONの計測条件の方が穏やかに圧力上昇することが判る．図 4-5より初期温度の設定の違
いにより，MONの計測条件の方が，高い温度条件を通っている．また，Lappardによる実測結果を比較する
Table 1-2 Test Condition of RON and MON． 
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と，燃料のオクタン価の違いにより，最大値が異なっており，RONの計測結果は温度が低くやや圧力の高い点
であるのに対して，MONの計測結果は温度が高い点になっていることが判る．また，どちらの条件においても
オクタン価が高いほどノッキングが起こりにくいために点火時期が進角もしくは圧縮比を高めることができる．
そのため，計測結果の燃焼室筒内の圧力と未燃ガス温度の最大値は共に高くなっていると考えられる．  
一方で，RONの計測条件では，温度の推定値と Lappardの実験結果に 100K程度の差がみられた．これは初期
温度に換算すると，約 50Kの差に相当する．そこで，本研究における詳細反応計算での比較には，RON計測条
件における初期温度は前述の吸入空気の温度である 52℃から 50℃高い 102℃（=375K）を設定した．一方で，
MON計測条件における初期温度は前述の予混合気の設定温度である 149℃（=422K）を用いている. また CFR
の設定圧縮比は，10として検討を行うことにした．検討に用いた諸元で計算をした圧力と温度の履歴を図 4-6
に示す． 
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Fig.4-4 Estimated cylinder pressure of RON and MON measurement condition. 
Fig.4-5 Estimated cylinder pressure and temperature of RON and MON measurement condition. Measured maximum cylinder 
pressure and temperature of CFR engine RON and MON measurement (Lappard, 1990). 
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詳細反応計算は，第 3章で行った手法で，圧力の時間変化に一致するように体積を変更して計算を行ってい
る．また，詳細反応機構は，三好らによって開発されたガソリンサロゲート詳細反応機構バージョン 1.0（SIP-
Gd1.0）を用いている．設定条件を表 4-5に示した．混合気の計算には表 4-4に示した PRF100と S5Hを燃料の
組成として用いた．空気のモル組成は, 窒素 79%, 酸素 21%とし, 筒内に残存する残留ガスの組成は考慮に入れ
ていない．また，計算では TDCまでの圧力上昇として式（2-1）から求めた圧力の履歴を使用しており，その後
は TDCの圧力を 100msまで維持させて混合気の自己着火までにかかる時間を比較した． 
図 4-7に計算に用いた筒内圧力（p）の履歴と式（2-1）で求めた未燃ガス温度の履歴を示す． RONとMON
の計測条件の違いは，燃焼室筒内の圧力や未燃ガス温度に加えて，エンジン回転速度の違いによる圧縮時間の
差としても確認することが出来る． 
 
 
Mechanism Gasoline surrogate details reaction mechanism version 1.0a) 
Reactor Closed Homogeneous batch Reactor 
Problem Type Constrain Pressure And Solve Energy Equation 
Heat Loss none 
Equivalence Ratio =1 
a) Miyoshi, et. al., 2017b 
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Fig.4-6 Estimated cylinder pressure and temperature of RON and MON measurement condition for this study (CR10, Ti=375K 
for RON, Ti=422K for MON). Measured maximum cylinder pressure and temperature of CFR engine RON and MON 
measurement (Lappard, 1990). 
Table4-5. CHEMKIN-PRO calculation settings. 
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 図 4-8には，RONの計測条件を想定した圧力履歴を用いて，PRF100と S5Hの未燃ガス温度(Tu, chem)とホルム
アルデヒド（CH2O）のモル濃度，OHラジカルのモル濃度を比較している．これらの値は，詳細反応計算によ
って求められたものである．TDCのタイミングである 40.5 ms付近から LTOによる冷炎が生じている様子が判
る．特に，PRF100では S5Hに対して CH2Oの生成速度やOHのピーク量が大きく，20K程度の温度上昇が生じ
ている．この結果，PRF100の着火時期は，S5Hの着火時期に対して，2.3ms（=3%）早くなっている． 
 続いて，図 4-9にMONの計測条件を想定して，図 4-8の RONの場合と同様に詳細反応計算を行い求めた未
燃ガス温度(Tu, chem)とホルムアルデヒド（CH2O）のモル濃度，OHラジカルのモル濃度を示している．TDCのタ
イミングである 27 ms付近では LTOによる CH2Oの生成速度や温度上昇は生じておらず，PRF100と S5Hはほ
ぼ同じ反応速度で進行している．しかし，その後の CH2Oや OHの生成量は S5Hの方が大きく，着火準備期間
が短縮されている．着火時期は，S5Hの着火時期が PRF100に対してに対して，4.1ms（=10%）早くなってい
る．RONの条件と比較をすると，PRF100と S5Hの違いが大きく現れており，MONの値が低くなっている S5H
の方が着火しやすい運転条件となっていることが計算からも示されている． 
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Fig.4-7 Cylinder pressure and temperature history for calculation. 
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Fig.4-8 (a) Unburned gas temperature, (b) CH2O mole fraction, (c) OH of each surrogate fuel for RON measurement condition. 
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Fig.4-9 (a) Unburned gas temperature, (b) CH2O mole fraction, (c) OH of each surrogate fuel for MON measurement condition. 
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図 4-10には，未燃ガス温度（Tu,chem）に対する CH2O, OHの濃度を比較している．RONの計測条件を実線，
MONの計測条件を破線で示して比較をしている．RONの計測条件では，MONの計測条件と比較をして，TDC
付近の温度である 750Kで CH2O, OHの濃度が上昇している様子が見られ，特に OHは大きなピークを示してい
る．RONの計測条件では TDC付近で LTOの影響を受けるためにその温度域に滞在する時間が長くなってお
り，圧縮行程で LTOの温度帯を通過するMONの計測条件とは異なっている．この為に，RONの計測条件で
は，LTOによる反応の影響を強く受けており，LTOの傾向が大きく現れる PRF100と LTOが小さい S5Hでは
RON, MONの運転条件の違いによる着火時期の変化の傾向に差が生じたと考えられる． 
 
 
 
 
 
4.3.2  サロゲート燃料についての PRFとの着火遅れ時間差（Δτ）p-Tマップ 
 
 RONとMONとの計測条件を詳細反応計算により比較をしたところ，RONの計測条件では PRF100に LTOに
よる冷炎の発生による温度上昇や反応促進の影響が見られるが，MONの計測条件では PRF100に LTOの影響は
見られず，S5Hの方が CH2Oの濃度の上昇が早く着火時期が早まっていることが判った．こうした反応の違い
は，RONとMONの計測条件における燃焼室筒内の圧力と未燃ガス温度の条件に依存していると考えられる． 
そこで，4.2節で求めた標準燃料（PRF90，PRF100）とサロゲート燃料（S5R，S5H）の着火遅れ時間（τ）の
差(Δτ)を比較することで，混合気の圧力と温度の時間に対する LTOの影響の差を明確にする． 
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Fig.4-10 CH2O, OH mole fraction of each surrogate fuel for RON and MON measurement condition. 
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着火遅れ時間の差(Δτ)は 90RON，100RONに対してそれぞれ式（4-1），（4-2）を用いて算出した． 
∆𝜏90𝑅𝑂𝑁[%] =
(𝜏𝑃𝑅𝐹90−𝜏𝑆5𝑅)
𝜏𝑃𝑅𝐹90
× 100                (4-1) 
∆𝜏100𝑅𝑂𝑁[%] =
(𝜏𝑃𝑅𝐹100−𝜏𝑆5𝐻)
𝜏𝑃𝑅𝐹100
× 100                 (4-2) 
  
 図 4-11に PRF90に対する S5Rの着火遅れ時間の差（Δτ90RON）を表現する p-Tマップ示す．着火遅れ時間の差
（Δτ90RON）の大きさによって，赤，白，青に色分けを行なった．赤い領域は Δτ90RONが-20%以下の領域，即ち， 
PRF90に対して S5Rの着火遅れ時間が短くなる領域を示している．白い領域は Δτ90RON＜±20%の領域であり，
PRF90と S5Rの着火遅れ時間がほぼ等しいことを示している．青い領域は Δτ90RONが+20%以上の領域であり，
PRF90に対して S5Rの着火遅れ時間が長くなる領域を示している．白い領域から赤い領域にかけては，Δτ90RON
が小さい値を取るに従って PRF90の LTOの影響が強くなり，サロゲート燃料（S5R）に対しては着火遅れ時間
が短くなっていると考えられる．一方で，青い領域では LTOの影響が小さく，PRF90の着火遅れ時間が長期化
している．図 4-11には前項で検討をした RONとMONの計測条件における燃料室筒内の圧力と未燃ガス温度の
履歴と，Lappardによって示された RON, MONの計測条件における燃焼室筒内の最大圧力と最大未燃ガス温度
を同時に示している．RONの計測条件は，いずれも白い領域から赤い領域，即ち，PRF90の LTOの影響が強く
なりサロゲート燃料（S5R）に対して着火遅れ時間が短くなる領域を通っている．一方で，MONの計測条件は
青い領域から白い領域，即ち，LTOの影響が小さく，PRF90の着火遅れ時間が長期化している領域を通ってい
る． 
 
 
 
 
 図 4-12には PRF100に対する S5Hの着火遅れ時間の差（Δτ100RON）を示す p-Tマップ示す．着火遅れ時間の差
（Δτ100RON）の大きさによって，赤，白，青に色分けを行なっているが，90RONの着火遅れ時間の差（Δτ90RON）
を示す p-Tマップ（図 4-10）に対して，赤い領域が高温度域にも広がっている結果となっている．図 4-12にも
図 4-11と同様に RONとMONの計測条件における燃焼室筒内の圧力と未燃ガス温度の履歴と，Lappardによっ
て示された RON, MONの計測条件における燃焼室筒内の最大圧力と最大未燃ガス温度を示している．100RON
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Fig.4-11 Longer ratio of 90RON ignition delay time of PRF90 from S5R (Δτ90RON). Blue area means ignition delay time of PRF90 is 
more than 20% longer than that of S5R. Red area means ignition delay time of PRF90 is more than 20% shorter than that of S5R. 
RON and MON measurement conditions are also plotted. 
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の場合も 90RONの時と同様に，RON, MONの計測条件における燃料室筒内の圧力と未燃ガス温度の履歴は，そ
れぞれ赤から白の領域，青から白の領域を通っている． 
詳細反応で計算をしている TDCまでの圧力の履歴を比較する. 詳細反応計算の結果では，RONの計測条件の
履歴は赤い領域を通っており，PRF100の着火時期が S5Hの着火時期に対して 3%早くなっていた．MONの計
測条件の履歴は白～青い領域を通っており，S5Hの着火時期が PRF100の着火時期に対して 10%早くなってい
た．着火遅れ時間の差（Δτ100RON）の p-Tマップには時間の概念を織り込むことができていないが，RONや
MON計測の詳細反応計算結果と定性的に一致していると捉えることができる． 
 
 
 
 
 以上より，PRFの混合気の着火特性は，RONの計測条件では LTOの影響を受けており，MONの計測条件
は，LTOの影響が小さい条件で評価されていることが判る．このために，市販ガソリンのように PRFに比べて
LTOが小さい燃料では，RONに対してMONが小さい値をとっていると考えられる．この結果よりセンシティ
ビティ S（=RON-MON）の大きさは，RONの計測条件における混合気の LTOの影響の大きさに依存すると考
えられる．LTOの影響が大きい混合気ほど燃料のセンシティビティは負の値を取り，LTOの影響が小さい混合
気ほど燃料のセンシティビティは正の大きな値を取ることが推定される． 
また，市販ガソリンを模擬したサロゲート燃料と PRFとの着火遅れ時間差（Δτ）p-Tマップの比較から，LTO
の影響が小さいサロゲート燃料では，温度の低い領域では PRFに対して着火遅れ時間が長くなる傾向があり，
圧力が低く温度の高い領域では着火遅れ時間が短くなる条件があることが判った．更に，こうした着火遅れ時間
差（Δτ）p-Tマップにエンジンの運転条件を重ねることで，ノッキングの起こりやすさの傾向が推定できる可能
性が示唆されている． 
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Fig.4-12 Longer ratio of 100RON ignition delay time of PRF100 from that of S5H (Δτ100RON). Blue area means ignition delay time 
of PRF100 is more than 20% longer than that of S5H. Red area means ignition delay time of PRF100 is more than 20% shorter than 
that of S5H. RON and MON measurement conditions are also plotted. 
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4.4 PRFとの着火遅れ時間差（Δτ）p-Tマップを用いたノッキング指標の活用 
NA（自然吸気）エンジンと過給エンジンのノッキング条件 
 
4.4.1  エンジン実験と計算方法 
 
4.3節における標準燃料（PRF90，PRF100）とサロゲート燃料（S5R，S5H）の詳細化学反応計算の比較か
ら，PRFとの市販ガソリンの RONとMONの値の差は．RONの計測条件における PRFとの LTO違いによるこ
とが判った．このことから，LTOの影響が大きい混合気ほど燃料のセンシティビティは負の値を取り，LTOの
影響が小さい混合気ほど燃料のセンシティビティは正の大きな値を取ることも推察される．市販ガソリンのセン
シティビティ S（＝RON-MON）は高 RON化やバイオ燃料の普及により高まることが推定されるために，PRF
との着火特性の違いが大きくなることが予測されている．一方で，RONやMONの計測条件における燃焼室筒
内の混合気の圧力と温度の関係を p-Tマップ上に示すと，初期圧力が大気圧であることから，圧力が低く未燃ガ
ス温度は高い条件での結果を用いていることが分かる．一方で，過給ダウンサイズエンジンでは，初期圧力が過
給域の条件があることから，混合気の圧力が高く温度がより低い条件での着火特性に対する影響が出てくること
が予測される．サロゲート燃料の PRFとの着火遅れ時間差（Δτ）p-Tマップ上で比較すると，温度の低い領域で
は LTO有無による着火特性への影響が大きくなると考えられる． 
 ここでは，様々なエンジン運転条件で計測したノッキング発生時の燃焼室筒内圧力履歴を用いて，標準燃料
（PRF90，PRF100）とサロゲート燃料（S5R，S5H）の詳細反応計算によるノッキング発生時期（θknock, chem）を
比較する．その上で，PRFとの着火遅れ時間差（Δτ）p-Tマップ上でサロゲート燃料でのノッキング発生時期が
PRFでのノッキング発生時期に対してどのような傾向を示すかについて推定することが可能か検討を行なう． 
 
 ノッキング発生時の燃焼室筒内圧力履歴は，実験により計測している．実験に用いたエンジンの諸元を表 4-6
に，燃料のオクタン価を表 4-7に，運転条件を表 4-8にまとめる． 
エンジン Aは NAエンジンであり，ピストンの形状を変更することで，圧縮比（CR）を 5，10.4，20の 3諸
元に設定している．また，評価条件としては，回転速度を 1200rpmとし，CR10.4の場合のみ 6000rpmの条件を
追加している．燃料は第 2章で使用した Fuel 3（91RON）を用いている． 
エンジン Bは過給エンジンであり，回転速度を 2000rpmと 4400rpmとしている．燃料については，第 2章で
使用した Fuel 3（91RON）と Fuel 4（100RON）の 2種類を用いている． 
運転条件はWOT，Φ=1の条件であるが，case3の NAエンジン CR20の条件のみ点火時期の前に混合気の自
己着火が発生することから，混合気の自己着火が起こらない条件まで空気量を減らして計測している．また， 
case8は排気温度を下げるために燃料を増量（Φ=1.2）して運転しており，case6は case8の当量比で運転をする
ために，排気温度の上限にあわせて過給圧を抑制して計測をしている． 
  
Table 4-6. Engine Specification 
  A B 
Engine 2.5L, Inline 4 2.0L, Inline 4 
Bore [mm] 90 86 
Stroke [mm] 98 86 
Compression ratio 5:1, 10.4:1, 20:1 10:1 
Fuel injection system PFI DI 
Intake system NA Turbocharged 
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Table 4-7. Fuel octane number 
  Fuel 3 Fuel 4 
RON 91 100 
MON 83 87 
 
Table 4-8. Experimental conditions 
 Engine CR Fuel 
Engine 
Speed 
[rpm] 
Φ 
IVC 
[ATDC] 
Ignition 
Timing 
[ATDC] 
θknock, exp 
[ATDC] 
case 1 A 10.4:1 Fuel 3 1200 1.0 -119 -4  30 
case 2 A 5:1 Fuel 3 1200 1.0 -119 -40  9 
case 3 A 20:1 Fuel 3 1200 1.0 -119 -5  11 
case 4 A 10.4:1 Fuel 3 6000 1.0 -119 -24  18 
case 5 B 10:1 Fuel 3 2000 1.0 -150 1.5  38 
case 6 B 10:1 Fuel 3 4400 1.2 -135 -2.0  43 
case 7 B 10:1 Fuel 4 2000 1.0 -150 -5.0  27 
case 8 B 10:1 Fuel 4 4400 1.2 -135 -13.5  21 
  
図 4-13にそれぞれの実験条件においての，クランクアングルに対する圧力履歴を示す．Case1（NA，
CR10.4，1200rpm）と case2（NA，CR5，1200rpm）を比較すると圧縮比の違いは TDC前の圧力上昇の違いに現
れている．Case3（NA，CR20，1200rpm）は前述のとおり空気量を絞っていることから，TDCの圧力は CR10.4
の case1にほぼ等しい．また，case1（NA，CR10.4，1200rpm）の回転数違いの条件である case4（NA，
CR10.4，6000rpm）では，エンジンの回転速度が高く，点火時期が TDC前 24CA（=-24ATDC）まで進角してい
ることから，TDCでの圧力は燃焼により高くなっている．エンジン Bの結果である case5~8については，過給
エンジンの結果であることから，TDC前の圧力上昇がNAエンジンに対して大きいことが判る．回転速度の影
響については，燃料によって異なっており，case6（過給，4400rpm, Fuel3 (91RON)）は case5（過給，2000rpm, 
Fuel3 (91RON)）に対して点火時期は 3.5CA進角しているものの燃焼位相が遅くなっている．これは当量比が異
なる影響によると考えられる．一方，case8（過給，4400rpm, Fuel4 (100RON)）は case7（過給，2000rpm, Fuel4 
(100RON)）に対して点火時期が 8.5CA進角して燃焼位相も早くなっており燃焼圧力が上昇している．Fuel3
（91RON）の時と比較をして点火時期の進角量が大きいことから，当量比の影響よりも点火時期の進角による
影響が大きくなり，燃焼位相も早くなったと考えられる．一方で，オクタン価の影響に対しては，case7（過
給，2000rpm, Fuel4 (100RON)）は case5（過給，2000rpm, Fuel3 (91RON)）に対して点火時期が 6.5CA進角して燃
焼位相も早くなっており，case8（過給，4400rpm, Fuel4 (100RON)）は case6（過給，4400rpm, Fuel3 (91RON)）に
対して点火時期が 11.5CA進角して燃焼位相も早くなっていて，筒内圧力も高くなっていることが判る． 
図 4-14にそれぞれの実験条件においての，IVCからの経過時間に対するに対する圧力履歴を示す．TDCは，
case1~3が 16.5ms，case4が 3.3msであり，case5と case7が 12.5ms，case6と case8が 5.1msである． 
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次に，各運転条件におけるノッキングの発生条件について，PRFの素反応とサロゲート燃料の素反応を詳細
反応計算により比較した．詳細反応計算は，第 3章で行った手法で，圧力の時間変化に一致するように体積を変
更して計算を行っている．また，詳細反応機構は，三好らによって開発されたガソリンサロゲート詳細反応機構
バージョン 1.0（SIP-Gd1.0）を用いている．設定条件を表 4-9に示している．混合気の計算には Fuel 3(91RON)
の実験結果に対しては PRF90と S5R，Fuel 4(100RON)の実験結果に対しては PRF100と S5Hを用いている（表
4-4）．空気のモル組成は, 窒素 79%, 酸素 21%とし, 筒内に残存する残留ガスの組成は考慮に入れていない． 
 
 
Mechanism Gasoline surrogate details reaction mechanism version 1.0a) 
Reactor Closed Homogeneous batch reactor 
Problem Type Constrain Pressure And Solve Energy Equation 
Pressure Experimental data measured by pressure sensor 
Heat Loss none 
Equivalence Ratio Same as experimental data 
a) Miyoshi, et. al., 2017b 
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Fig.4-13 Cylinder pressure histories of each experimental case for crank angle. 
Fig.4-14 Cylinder pressure histories of each experimental case for time after IVC. 
Table4-9. CHEMKIN-PRO calculation settings. 
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  PRF90 S5R PRF100 S5H 
RON 90 90.8 100 100.2 
MON 90 82.9 100 88.8 
S (=RON-MON) 0 7.9 0 11.4 
isooctane(C8H18) [vol.%] 90 29.0 100 31.0 
n-heptane(C7H16) [vol.%] 10 21.5 0 10.0 
methylcyclohexane(C7H14) [vol.%] - 5.0 - 5.0 
diisobutylene(C8H16) [vol.%] - 14.0 - 14.0 
toluene(C7H8) [vol.%] - 30.5 - 40.0 
 
 この検討では着火時期に与える影響を比較するために，初期温度は S5R，S5Hの詳細反応計算による着火時
期（θig, S5）がノックの発生時期（θknock, exp）と同じになる時の温度(Ti,chem,S5)を用いている．図 4-15に各条件にお
ける計算から求められた初期温度（Ti,chem,S5）と状態方程式から求めた初期温度（Ti,st）を比較する． 
 
 
 
 
 
4.3.2  PRFとサロゲート燃料の着火時期についての考察 
 
各 caseの筒内圧力履歴（pexp）と初期温度（Ti,chem,S5）を用いて，PRFとサロゲート燃料（S5R, S5H）の混合気
における着火時期を算出して比較を行った．図 4-16にそれぞれの条件に対する S5R，S5Hの詳細反応計算によ
る着火時期（θig, S5）と PRF90, PRF100の詳細反応計算による着火時期（θig, PRF）を比較している．Case5, case6を
除いては，PRFの混合気で求めた着火時期とサロゲート燃料（S5R, S5H）で求めた着火時期のクランク角での
差は小さかった．一方で，同様に着火時期を IVCからの時間（tig, PRF，tig, S5）で示した値を図 4-17に示してい
る．  
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Table4-4. Fuel properties for detail reaction calculation. 
Fig.4-15 Initial temperature of each test condition. White bars are calculated by state equation (Ti,st) and colored bars are calculated 
by detail reaction calculation (Ti,chem,S5). 
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それぞれの条件について PRFとサロゲート燃料（S5）の着火時期の差（θig, PRF -θig, S5）を図 4-18に示してい
る．同様に着火時期を IVCからの時間（tig, PRF，tig, S5）については式（4-3）により比較をして図 4-19に示してい
る． 
∆𝑡𝑖𝑔[%] =
(𝑡𝑖𝑔,𝑃𝑅𝐹−𝑡𝑖𝑔,𝑆5)
𝑡𝑖𝑔,𝑃𝑅𝐹
× 100                (4-3) 
  
図 4-18，4-19ともに値が 0に近い場合は PRFで算出した着火時期（tig, PRF）とサロゲート燃料（S5）で算出し
た着火時期（tig, S5）が等しいことから，着火時期に対して燃料のセンシティビティ S（=RON-MON）の影響が小
さいと計算された条件である．Case5を除いては，着火時期の差は 2%以内であることから，ノッキングに対し
て燃料の RONの影響が大きく，センシティビティ S（=RON-MON）の影響は小さい運転条件と考えられる． 
一方で，case5（過給，2000rpm, Fuel 3 (91RON)）は θig, PRF -θig, S5が-5.6CA，Δtigが-3.1%と負の値に大きいこと
から，PRF90で算出した着火時期がサロゲート燃料（S5R）に対して早くなっている．これはノッキングに対し
0
5
10
15
20
25
30
35
40
45
50
case 1 case 2 case 3 case 4 case 5 case 6 case 7 case 8
θ i
g
[A
T
D
C
]
S5R, S5H
PRF90, PRF100
0
5
10
15
20
25
case 1 case 2 case 3 case 4 case 5 case 6 case 7 case 8
t ig
[m
s]
S5R, S5H
PRF90, PRF100
Fig.4-16 Estimated ignition timing （θig） of each experimental condition. Colored bars are estimated with surrogate fuels (S5R, 
S5H) and white bars are estimated with PRFs (PRF90, PRF100). 
Fig.4-17 Estimated ignition timing （tig） of each experimental condition. Colored bars are estimated with surrogate fuels (S5R, 
S5H) and white bars are estimated with PRFs (PRF90, PRF100). 
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て燃料の RONの影響に加えて，センシティビティ S（=RON-MON）が大きい燃料ほどノッキングが起こりにく
くなる運転条件であることが推定される．  
 
 
 
 
 
 
 
次に，Δtigの傾向に違いの見られた case1と case5についてそれぞれの詳細反応計算の結果を比較する． 
Case1の計算結果を図 4-20に示す．Case1では TDCは 16.5msのタイミングであるが，燃焼室筒内の圧力
（pexp）は 1.9MPaまで上昇している．その後，燃焼による圧力上昇により，最大値は 3.3MPaまで上昇している
ことが実験結果より判っている．この時の燃焼室筒内の未燃ガス温度（Tu,chem）の変化と LTOで生成されるホル
ムアルデヒド（CH2O）と冷炎及び熱着火中に生成されるOHラジカルのモル分率を比較している．その結果，
PRF90の CH2Oの生成速度は S5Rに比べて速く，LTOが大きいことが確認できる．冷炎による OHラジカルの
発生時期も早まっており，ピークの生成量も多くなっている．その後の着火準備期間は．S5Rの方が短く，急速
に OHが生成されることから，熱着火による温度の上昇や着火時期については PRF90での計算結果とほぼ同時
期になっており，RONの計測条件の詳細反応計算による解析結果と似たような傾向であることが判った． 
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Fig.4-18 Comparison of the estimated ignition timing （θig） of each experimental condition between those estimated with PRF 
（θig,PRF） and those estimated with surrogate fuels (θig,S5).  
Fig.4-19 Comparison of different ratio of estimated ignition timing （Δtig） calculated with equation 4-3. 
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case5の計算結果を図 4-21に示す．Case5では TDCは 12.5msのタイミングであるが，燃焼室筒内の圧力
（pexp）は 4.0MPaまで上昇している．その後，膨張行程で一旦圧力が低下するが，その後に燃焼による圧力が
再上昇して，最大値は 6.0MPaまで到達している．この時の燃焼室筒内の未燃ガス温度（Tu,chem）の変化と
CH2O，OHのモル分率を比較すると，case1の結果と同様に，PRF90の方が S5Rの結果に対して CH2Oの生成速
度が速くなっており，この事に伴い 13.3ms (9ATDC)から温度上昇が始まって着火に至っていることが判る．一
方で S5Rの計算結果では，13.7ms(14ATDC)から温度上昇が開始しており，着火時期が PRF90での計算結果に対
して遅くなっていることが判った． 
 
 Case5の解析により，圧力が高く温度の低い条件で着火する過給エンジンの運転条件においては，RONの計
測条件に比べて混合気の着火時期に LTOがより大きな影響を与えていることが考察された．これは，他の研究
機関で報告されている過給ダウンサイズエンジンのノックに対してセンシティビティ S（=RON-MON）の大き
い燃料にてノッキングが起こりにくい傾向と一致する．ただし，case5の燃焼室筒内の圧力や未燃ガス温度は
RONの計測条件と大きく異なることから，燃料の種類によって異なる LTOの圧力や温度の依存性をセンシティ
ビティのみで表現することが可能かについては，更なる検証が必要である． 
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Fig.4-20 Cylinder pressure (pexp), unburned gas temperature (Tu,chem), CH2O and OH mole fraction calculated with PRF90 and S5R 
for case 1 (Engine A (NA), CR10.4, 1200rpm, Fuel 3 (91RON)).  
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Fig.4-21 Cylinder pressure (pexp), unburned gas temperature (Tu,chem), CH2O and OH mole fraction calculated with PRF90 and S5R 
for case 1 (Engine B (Turbocharged), CR10, 2000rpm, Fuel 3 (91RON)).  
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図 4-22に 4.3.1節で作成をした Δτ90RONの p-Tマップに case1~6 (Fuel 3 (91RON))の燃焼室筒内圧力（pexp）と未
燃ガス温度（Tu,ad）の履歴を重ねて示している．初期温度には S5Rの詳細反応計算により求めた Ti,chem,S5を用い
ている．また同様に，図 4-23には Δτ100RONの p-Tマップに case7,8 (Fuel 4 (100RON))の燃焼室筒内圧力（pexp）と
未燃ガス温度（Tu,ad）の履歴を重ねて示している．初期温度には S5Hの詳細反応計算により求めた Ti,chem,S5を用
いている． 
圧力履歴による解析結果において PRFの LTOの影響が大きく，S5Rの着火時期が PRFの着火時期に対して大
きく遅くなる傾向があった case5では，TDCの時期は Δτ90RONが負の値を取る赤い領域にある．一方で，case1~6
のうち，case5以外において，TDC時期は白い領域にあり，TDC以降においての燃焼室筒内の圧力と未燃ガス温
度の条件での着火遅れ時間差（Δτ90RON）の傾向が，圧力履歴を用いての詳細反応計算結果の傾向と一致した．一
方で，case7, case8については TDC時期が case5と同様に Δτ90RONが負の値を取る赤い領域にあるが，圧力履歴を
用いての詳細反応計算の結果では，PRFと S5Rの着火時期の差が小さかった．これらの条件は，燃焼による
TDC以降の圧力上昇が大きいために，LTOの温度域を短い時間で通過していることが影響していると考えられ
る．今後の課題としては，混合気の圧力や温度の履歴については時間変化も考慮した検討が必要である．TDC
以降の圧力変化による違いについても検討を継続する． 
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Fig.4-22 Cylinder pressure and unburned gas temperature for each test case (Fuel3) on Δτ90RON p-T map.  
Fig.4-23 Cylinder pressure and unburned gas temperature for each test case (Fuel4) on Δτ100RON p-T map.  
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 今回の検討において，case5に相当する運転条件は，過給ダウンサイズエンジンの低回転でのノッキングの条
件であり，近年報告されている，同じ RONならMONが低い燃料，即ち，センシティビティの大きい燃料がノ
ッキング抑制では優れているという事象に対応した条件である．また，Appendix2に記載しているが，MONが
高いほど起こりにくいことが判っている高速のプレイグニッションについても，今回と同様の考え方を用いて素
反応過程から考察を行なうことで，説明をつけることが可能であると考えられる．ただし，p-Tマップ上には，
エンジンでの検証ができていない領域があることや，時間の概念を考慮できていないなどの課題があることか
ら，継続した検討が必要である． 
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4.5 結論 
 
 RONやMONの計測に使用している標準燃料（PRF90，PRF100）と国内の市販ガソリンを模擬したサロゲー
ト燃料（S5R，S5H）の着火特性について詳細反応機構を用いて比較を行なったところ，以下の知見を得た． 
標準燃料（PRF），サロゲート燃料の着火遅れ時間を比較すると，どちらも圧力や温度が高くなると指数関数
的に短くなる傾向がある．しかし，PRFでは 700Kから 900Kの温度域で温度が上がっても着火遅れ時間が大き
く変化しない領域である負の温度係数（NTC）領域であり，サロゲート燃料に比べて低温酸化反応（LTO）の影
響が大きいことが明らかになった．サロゲート燃料においては，PRFのようなはっきりとした NTC領域は見ら
れなかった． 
次に，RONとMONの計測条件について圧力の時間履歴や圧力温度条件について検討を行い，標準燃料
（PRF）とサロゲート燃料の着火特性を比較した．その結果，RONの計測条件は，MONの計測条件に比べて温
度の低い条件で運転されており，エンジン回転速度が低いことから，着火までの時間が長いことが確認できた．
詳細反応計算の結果からも，PRFの混合気は，RONの計測条件では LTOの影響を大きく受け，MONの計測条
件では，サロゲート燃料と比べて LTOが同等であることが示されている．つまり，RONは LTOの有無を含ん
だ指標であり，MONはその影響が小さい指標であることが判る．また，この結果からセンシティビティ S
（=RON-MON）の大きさについても考察すると，センシティビティは RONの計測条件における混合気の LTO
の影響の大きさに依存すると考えられ，LTOの影響が大きい混合気ほど燃料のセンシティビティは負の値を取
り，LTOの影響が小さい混合気ほど燃料のセンシティビティは正の大きな値を取ることが推察される． 
同様に様々なエンジン運転条件でのノッキングの発生条件について，同様の比較を行なったところ，過給ダウ
ンサイズエンジンの低回転のノッキングの条件では PRF90の LTOがサロゲート燃料（S5R）に対して非常に大
きく，着火時期が 5.6CA相当早まることが計算から示された．文献等で報告されている同じ RONならMONが
低い燃料，すなわちセンシティビティの大きい燃料がノッキング抑制では優れているという事象に対応した結果
であり，この事象を素反応論的に説明できた例である． 
一方で，市販ガソリンを模擬したサロゲート燃料と PRFとの着火遅れ時間差（Δτ）p-Tマップの比較から，
LTOの影響が小さいサロゲート燃料では，温度の低い領域では PRFに対して着火遅れ時間が長くなる傾向があ
り，圧力が低く温度の高い領域では着火遅れ時間が短くなる条件があることが判った．着火遅れ時間の差が
20％以上ある領域を優位な差として示した着火遅れ時間差（Δτ）p-Tマップにエンジンの運転条件を重ねること
で，ノッキングの起こりやすさにたいする燃料の指標の傾向が簡易的に推定できる可能性が示唆されている． 
ただし，p-Tマップ上には，エンジンでの検証ができていない領域があることや，詳細反応計算での比較とは
異なり時間の概念を考慮できていないなどの課題がある．そこで，今後更なる検討を加えることで，予測精度を
向上させて，エンジン開発段階で燃料影響を推定できるツールに成長させていくことが望まれる． 
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第 5章 Livengood-Wu（LW）積分によるノッキング発生時期の予測手法の改良 
 
5.1 はじめに 
 
第 4 章までの検討により，0 次元の詳細反応計算を行うことでノッキングの発生に対するエンジン運転条件の
相違や燃料の RON が素反応に与える影響が明らかになった．また，市販ガソリンを模擬したサロゲート燃料を
用いることで，エンジン運転条件の違いにより，燃料の指標が異なること，即ち，エンジンの運転条件によって，
RONだけではなく，センシティビティ S（=RON-MON）やMONが影響する領域を明らかにし，素反応論からの
考察を加えた．また，PRF との着火遅れ時間差（Δτ）の p-T マップを作成することで，入手しにくい燃料や評価
が難しいエンジン運転条件での燃料の着火特性についても推定することが可能になってきていることが判る． 
一方で，エンジン開発においては 1 次元や 3 次元 CFD 計算が主流であり，計算時間がかかる詳細反応計算を
適用することは難しい．その為に，Livengood-Wu積分（Livengood, et. al., 1955）（以降 LW積分と表記）とよばれ
る手法がノッキングの発生時期を予測する方法として多用されている 
式(5-1)に，LW積分でのノック発生時期（tknock）を算出するのに用いられている式を示す．  
 
                                           (5-1) 
 
ここで τはM.I.T.急速圧縮装置（Massachusetts Institute of Technology Rapid Compression Machine）を用いて計測
した着火遅れ時間を用いている．Livengoodらによると式（5-1）は次のようにして求められた．  
まず，ノッキングの発生は混合気の着火にいたる反応であることからある反応時間における反応生成物 xの反
応速度を式（5-2）で示している．  
 
                                           (5-2) 
 
p : 混合気圧力 
T：混合気温度 
t：反応時間 
Φ : 当量比 
 
Xの反応速度は式（5-2）に示すように混合気の組成や温度、圧力で異なる．そこで，図 5-1のように規格化
をして相対速度を用いると，式（5-3）を導くことができる． 
 
 
Normalized time
Normalized
concentration
Ignition point
Fig.5-1 Relative time and concentration for auto-ignition. 
𝑑(𝑥)
𝑑𝑡
= 𝑓1(𝑝,  𝑇,  𝑡),  𝑓2(𝛷,  𝑐ℎ𝑒𝑚𝑖𝑐𝑎𝑙 𝑐𝑜𝑚𝑝𝑜𝑠𝑖𝑡𝑖𝑜𝑛,  𝑒𝑡𝑐) 
∫
1
𝜏
𝑑𝑡 = 1.0
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                                                                         (5-3) 
 
式（5-3）より式（5-4）を導ける． 
 
                                                         (5-4) 
 
ここで，反応速度が一定だと仮定すると，式（5-5）が成り立つので，式（5-1）が成立すると考えられる． 
 
                                                               (5-5) 
 
この概念は 1950年代に提案されたものであり，混合気の温度，圧力，当量比に対する着火遅れ時間 τ (T, p,Φ) 
を(5-1)式で積分をする単純なものであるが，その後，様々なエンジンにおけるノッキングの例に適用されて，経
験的にノッキングの予測に有効であることが示されてきた（Douaud, 1978）． 
また，最近では詳細反応計算を用いた検討や検証も行われている．安東らは LW積分で算出している”x”に関
する考察をしており，積分値は熱発生量と相関があることを示した(Ando, et. al., 2009a)． 
佐藤らは，素反応数値計算を用いて，予混合圧縮自己着火（Homogeneous Charge Compression Ignition: HCCI）
エンジンにおいて LW積分の着火遅れ時間モデルの検証を行った（Sato, et. al., 2005）．その結果，メタンのよう
な NTC領域の存在しない分子では着火遅れ時間はほぼ一致したが，NTC領域の存在するDME，n-Butaneで
は，初期温度が NTC領域よりも低い時に，両者から算出した着火遅れ時間に大きな乖離が生じることを報告し
ている．中野らは，同様の検討を火花点火（Spark Ignition: SI）エンジンのノッキングに対しても解析している
（Negoro, et. al., 2014, Nakano, et. al., 2015）．その結果，Douandらの着火遅れ時間を用いた LW積分は，ノッキン
グの発生時期を良く表しているが，更に，詳細反応機構を用いて計算したガソリンサロゲート燃料の着火遅れ時
間を組み合わせることで，更に高いノッキングの予測精度を実現出来ることが考えられる． 
三好は 0次元詳細化学反応計算で求めた着火時期と，詳細化学反応計算により求めた着火遅れ時間を用いた
LW積分値による着火時期を比較することで，800Kから 900K程度で起こる混合気の連鎖着火が支配的なノッキ
ングについては，式（5-1）が成立するという検討結果を示した．一方で，それよりも高温で起こる連鎖縮退反
応，すなわち熱着火準備期間の反応に対しては，積分値が定量性を持たないことを示唆している． (Miyoshi, 
2017a)． 
また，最近では，LW積分の着火遅れ時間の式を，EGR燃焼に拡張させた研究(Hopke, et. al., 2012)や，LES
（Large Eddy Simulation）などの 3次元 CFD計算に適用したもの（Rechard, et. al., 2009, Lafossas, et. al., 2002）な
どで多岐にわたって使用されている． 
 
本章では，第 2章，第 3章で得られた実験結果と計算結果を用いて，LW積分によるノッキングの発生時期の
予測を行なう．また，実験結果と比較をしながら混合気の温度の設定や着火遅れ時間の算出方法について検討を
行い，LW積分を用いたノッキング発生時期の予測精度を向上させることを目的とする． 
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5.2 LW積分を用いたノッキング発生時期の計算方法 
 
5.2.1  計算に用いた実験結果 
 
 第 5章での LW積分の解析には，第 2章で行なったエンジン実験の結果を用いている． 
 
5.2.2  LW積分の算出 
 
ノッキング発生時期の予測には，式（5-1）に示す，LW積分を用いている．積分開始時期は IVC（吸気バルブ
閉じ時期）とし，積分刻み(dt)は 1CAとしている． 
 
 (5-1) 
 
 
 
5.2.3  着火遅れ時間の算出 
 
LW積分に使用する着火遅れ時間 τ (T, p)は，温度 T，圧力 pに設定された混合気が着火に至るまでに要する時
間を用いている．第 4章の結果のように市販ガソリンを想定すると，地域による成分の違いや混合気の温度圧力
の条件によって非線形な着火特性を持っているが，エンジンの開発の現場では温度, 圧力, 当量比, RONなどの
関数として表すことが一般的である．  
今回の検討では，着火遅れの算出式の中でも，古くから一般的に使用されているDouaudらによって導かれた
式（5-6）を用いて着火遅れ時間 τDを算出した(Douaud, 1978）．式（5-6）は，混合気の温度（T）と圧力（p）お
よび燃料の RONの関数となっている．前述したように反応生成物 xの反応速度である式（5-2）がアレニウスの
式で表現できると仮定して，その衝突頻度を圧力と RONの関数，活性化エネルギーを係数として表す形をとっ
ている．  
 
           (5-6) 
 
 
 
B = 3800 
c = 0.01869 
d = 3.4017 
n = 1.7 
τ[s], p[kgf/cm3], T[K] 
 
本章において計算に用いる混合気の温度と圧力は，第 2章，第 3章と同じ方法で求めている．圧力は，クラン
ク角（θ）に対して実験で得られた 200サイクルの燃焼室筒内平均圧力（pexp）を，温度は断熱圧縮の式（2-5）
により求めた燃焼室内の未燃ガスの温度（Tu, ad）とした．初期温度（Ti,）は, 第 2章で使用している状態方程式
（2-3）から算出した Ti,stと，第 3章で算出した詳細反応計算から求めた Ti,chemを使用している． 
ノッキングの発生時期についても，第 2章，第 3章で定義したノッキング発生時期(θknock，tknock)を使用してい
る．これは，筒内圧力が最大となる時期であり，トレースノック点の 200サイクル分の筒内圧力のうち，ノッキ
ングが実際に発生したサイクルを抽出して調べたところ，ノッキングの発生時期が，そのサイクルの筒内圧力の
最大値の時期にほぼ一致することを確認しているためである． 
∫
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 また，式（5-6）には温度や圧力以外に，A(c,d)，B，nという 3つの係数が用いられている．この係数は，式
（5-6）を適用する温度と圧力の範囲によって変化することが推定されることから，今回の検討では，これらの
係数についても最適化を行う試みを実施した．係数 A(c,d)，B，nの最適化には，実験で得られたノッキング発
生時期(tknock)の LW積分値を算出し，ノッキングの発生時期の定義である積分値（=1）からの分散の値(var)を式
(5-7)で算出し，この値が最小値をとるように式（5-6）の係数 A(c,d)，B，nを算出した．こうして得られた着火
遅れ時間を，τD,fitと記載する． 
 
 (5-7) 
 
 
着火遅れ時間の 3つ目の算出方法としては，詳細反応計算を用いて算出した PRFの着火遅れ時間 τchemを用い
ている．詳細反応機構には第 3章で用いた LLNL Gasoline Surrogate Detailed Mechanism（Mehl, et. al., 2011,  
LLNL, 2017）を用いており，第 3章と同様に評価に用いた燃料の RONに対応した PRFを用いている（表 3-
2）． 
 混合気の着火遅れ時間の計算方法は，第 4章と同様に CHEMKIN-PROの Closed Homogeneous Bach Reactorを
用いて行っている．計算方法は，初期条件として温度と圧力，混合気組成を入力した後に，定容容器を仮定し
て，容積一定の条件で計算している．着火遅れ時間は，混合気の温度が 1500Kに達するまでにかかる時間とし
た．表 5-1に計算条件を示す． 
 
Table5-1. CHEMKIN-PRO calculation settings for ignition delay time 
Mechanism LLNL Gasoline Surrogate Detailed mechanism 
Reactor Closed Homogeneous batch Reactor 
Problem Type Constrain Volume and Solve Energy Equation 
Heat Loss none 
Pressure 0.1MPa – 8MPa 
Temperature 640K – 1100K 
Equivalence Ratio =1
 
図 5-2に詳細反応計算により算出された(a) PRF75, (b) PRF83, (c) PRF91, (d) PRF100の着火遅れ時間（τchem）を
示す．RONが低い PRFほど着火遅れ時間が短くなっている．また，900K以上の高温度場においては，着火遅
れ時間が指数関数的に短くなるのに対して，900K以下の領域では， 温度が高くなっても着火遅れ時間が短くな
らない負の温度係数（NTC）領域が生じている．また，NTCは圧力が低い条件ほど顕著であり着火遅れ時間も
長くなる傾向があるが，特に，750K以下の反応については 3MPa以上で圧力の感度が小さくなり，着火遅れ時
間が等しくなることも特徴的である．  
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Fig.5-2 Ignition delay time calculated by detail reaction calculation (τchem) for each PRF. 
第 5章 高圧縮比エンジンのノッキング予測における Livengood-Wu積分の改良 
 
94 
 
 
5.3 LW積分によるノッキング発生時期の予測結果と考察 
 
 LW積分に用いた初期温度（Ti）と着火遅れ時間の組み合わせを表 5-2に示す．それぞれの結果について考察
する．ノッキング予測の計算は，IVCから EVCの 149ATDCまで行っている． 
 
Table 5-2. Condition for LW integral calculation 
case 1 2 3 4 5 
Ti [K] Ti, st Ti, st Ti, chem Ti, chem Ti, chem 
τ [s] D D, fit D D, fit chem 
 
 
5.3.1  case1（初期温度 Ti, st, Douaudの着火遅れ時間（τD）の場合） 
 
Case1では，状態方程式から算出をした初期温度（Ti,st）と，式（5-6）で求めたDouaudの着火遅れ時間（τD）
を用いて LW積分によりノッキング発生時期の算出を行なっている．図 5-3にエンジン回転数，圧縮比，RON
の異なる 48ケースで算出したノッキングの発生予測時期（θpredicted）と実験で得られたノッキング発生時期
（θknock）との差を示しており，0に近いほど LW積分によるノッキングの発生予測精度が高いことを示してい
る．また，正の値はノッキングの発生予測時期（θpredicted）が実際のノッキング発生時期よりも遅くなる場合を示
しており，負の値はノッキングの発生予測時期が実際のノッキング発生時期よりも早くなる場合を示している．
Case1では，48条件のうち 18条件で積分値が実際のノッキング発生時期の±60CA以内に 1に達し，ノッキン
グの発生時期を予測することが出来ている．予測出来ていない条件は，ノッキング発生時期（θknock）から 60CA
以内のタイミングまでに積分値が 1に至らなかったことを示している．また Case1では，ほぼ全ての条件で実際
のノッキング発生時期（θknock）がノッキング発生予測時期（θpredicted）よりも早くなっていた．特に，高回転側の
条件においてはその傾向が大きいことが判った．  
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Fig.5-3 Difference of the predicted knocking timing (θpredicted) and experimental knock timing (θknock). The prediction is conducted by 
using Livengood-Wu integral with initial temperature calculated by state equation (Ti,st), and ignition delay time is calculated by 
Douaud’s equation with original coefficient (τD). 
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5.3.2  case2（初期温度 Ti, st, Douaudの着火遅れ時間の係数を最適化させた場合（τD,fit）） 
 
 Case1のノッキング発生時期の予測では，LW積分が 1に到達せず，ノッキングを予測出来ていないケースが
多くなっている．要因のひとつには，式（5-6）で求めたDouaudの着火遅れ時間（τD）が今回の運転条件におけ
るエンジン燃焼室内の混合気の着火遅れ時間の特性を表現出来ていないためと考えられる． 
 そこで，case2では，式（5-6）の係数について式（5-7）で計算される分散の値が最小となるように調整を行
っている．その結果，Aの算出に用いた c，dは，c=0.017, d=2.6と式（5-6）に対して小さい値をとった．B, nに
ついてはそれぞれ 3700，1.8と変更は小さかった．これらの係数により着火遅れ時間が短くなっている．この結
果，分散（var）の平均値は，case1で 0.19だったのに対して，case2では 0.07まで減少している． 
 Case2の各条件におけるノッキング発生予測時期（θpredicted）とノッキング発生時期（θknock）の差を図 5-4に示
す．実際のノッキング発生時期の±60CA以内に 1に達しノッキングが予測出来ている条件は，case1では 18条
件だったが，case2では 42条件にまで増加している．一方で，エンジン回転速度が低い条件ほどノッキングの発
生予測時期は実際のノッキング発生時期よりも早く予測されており，回転速度が高い条件では，ノッキングの発
生予測時期は実際のノッキング発生時期よりも遅く予測されることが判る． 
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Fig.5-4 Difference of the predicted knocking timing (θpredicted) and experimental knock timing (θknock). The prediction is conducted by 
using Livengood-Wu integral with initial temperature calculated by state equation (Ti,st), and ignition delay time is calculated by 
Douaud’s equation with modified coefficient (τD,fit). 
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5.3.3  case3 （初期温度 Ti,chem, Douaudの着火遅れ時間（τD）の場合） 
 
 Case1, 2の結果より，回転速度が大きく異なると，式（5-6）の着火遅れ時間を用いた LW積分によるノッキ
ング発生時期の予測が難しいことが判った． 
第 3章での詳細反応計算を用いた検討では，エンジン回転速度が速いほど，ピストン速度は高速化し，混合気
の圧縮開始からノッキング発生までにかかる時間は短くなる．その為に，同じ温度圧力を経ても CH2Oなどの生
成速度は遅くなり，ノッキングが起こりにくくなっていることが考察された．また，詳細反応計算から推定され
た初期温度（Ti,chem）はエンジン回転速度が高い条件ほど高くなっており，状態方程式により算出をした初期温
度（Ti,st）と異なる傾向を示すことも判っている． 
式（5-1）の LW積分での計算ではエンジン回転速度の違いによる反応速度の違いを考慮することは難しい．
そこで，今回の検討では，第 3章で算出した詳細反応計算から推定された初期温度（Ti,chem）のみを考慮して，
予測精度の向上を試みる．燃焼室内の未燃ガス温度（Tu,chem）は詳細反応計算から推定された初期温度（Ti,chem）
を用いて算出した．着火遅れ時間の計算は式（5-6）を用いており，係数も Douaudのものを用いている．LW積
分での結果は，詳細反応計算で初期温度（Ti,chem）を算出している 20条件の結果を用いている． 
 Case3の各条件におけるノッキング発生予測時期（θpredicted）とノッキング発生時期（θknock）の差を図 5-5に示
す．計算を行った全ての条件でノッキング発生時期を予測することが出来ており，case1，2と比較して，高回転
でのノッキングの予測精度が高くなっていることが判る．一方で，オクタン価が低くなるほど，ノッキングの発
生時期が早く予測される傾向がある．また，回転速度についての傾向は，case1, 2に対して改善されているもの
の，回転速度が低い条件ではノッキングの発生予測時期が早く予測される傾向がある．  
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Fig.5-5 Difference of the predicted knocking timing (θpredicted) and experimental knock timing (θknock). The prediction is conducted by 
using Livengood-Wu integral with initial temperature estimated by detail reaction calculation (Ti,chem), and ignition delay time is 
calculated by Douaud’s equation with original coefficient (τD). 
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5.3.4  case4（初期温度 Ti,chem, Douaudの着火遅れ時間の係数を最適化させた場合（τD,fit）） 
 
 Case4では，初期温度に詳細反応計算により予測した温度（Ti,chem）を用いることで，回転速度が高い領域の
ノッキング予測精度が向上することを確認出来た．しかし，オクタン価が低くなるほど，ノッキングの発生時期
が早く予測される傾向があるなど，予測値と実測値の差が 40CA以上ずれる点もあることから，case2と同様
に，式（5-6）の係数について式（5-7）で計算される分散の値が最小となるように調整を行っている．その結
果，Aの算出に用いた c，dは，c=0.014, d=1.4と式（5-6）に対して小さい値をとった．B, nについてはそれぞれ
3850，1.6と変更は小さかった．これらの係数により着火遅れ時間が長くなっている． 
Case4の各条件におけるノッキング発生予測時期（θpredicted）とノッキング発生時期（θknock）の差を図 5-6に示
す．着火遅れ時間の係数を最適化することにより，式（5-7）でもとめられる分散の値は，case3の 0.28から
0.05まで小さくなった．とくに，case3に比べて，燃料の RONが低い条件の予測精度が向上している．しか
し，回転速度の影響については，他のケースと同様にエンジン回転速度が低いところでは早めに予測されて，回
転速度が高いところでは遅めに予測される傾向がある． 
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Fig.5-6 Difference of the predicted knocking timing (θpredicted) and experimental knock timing (θknock). The prediction is conducted by 
using Livengood-Wu integral with initial temperature estimated by detail reaction calculation (Ti,chem), and ignition delay time is 
calculated by Douaud’s equation with modified coefficient (τD,fit). 
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5.3.5  case5（初期温度 Ti, chem, 詳細化学反応計算による PRFの着火遅れ時間（τchem）の場合） 
 
 前章までに考察してきたように，高圧縮比エンジンや，低オクタン価燃料の運転においては，ノッキングが発
生しやすくなることから点火時期を遅角しており，燃焼による圧力上昇が小さいことから， 混合気の未燃ガス
は圧力と温度が低い緩慢な状態を経てノッキングにいたることが判っている．点火時期が遅角している運転条件
においては，燃焼重心も遅くなることからノッキングの発生までにかかる時間が長期化している．これは，
Douaudらが検証した当時のエンジンのノッキング特性とは異なることが予測されるため，更に考察を加えた． 
まず初めに，case4で用いた着火遅れ時間（τD,fit）と詳細化学反応により計算をした着火遅れ時間（τchem）につ
いての比較を行った．図 5-7に圧力を 3MPaとした時の，温度に対する着火遅れ時間の結果を示す．詳細化学反
応機構を用いて計算をした着火遅れ時間は，1000K以下の温度では，RONによってそれぞれ異なる値を取って
いる．特に，700Kから 950Kの間における負の温度係数領域においては，一桁に近い着火遅れ時間の差が生じ
ている．一方で，case4で使用した着火遅れ時間は，RONに対する着火遅れ時間の差が小さい．また， case4で
使用した着火遅れ時間は，詳細化学反応メカニズムを用いて計算をしたものに対して，温度に対する傾きが小さ
いことが判る． 
 
 
 
 
図 5-8に着火遅れ時間の p-Tマップを比較する．図 5-7と同様に，case4で用いた着火遅れ時間（τD,fit）と詳細
化学反応により計算をした PRF91の着火遅れ時間（τchem）についての比較を行った．また，エンジンの実験条件
のうち，CR13，5200rpm，Fuel3 (91RON)で計測した時の燃焼室筒内の圧力(pexp)と未燃ガス温度（Tu,ad）の履歴も
重ねている．Case4の着火遅れ時間（a）は，詳細化学反応により計算をした着火遅れ時間（b）に対して，圧力
に対する感度が大きく，温度に対する感度が小さいことを示している．しかしながら TDC付近から最高圧力に
到達する時期の着火遅れ時間についてはほぼ同等であり，そのために，LW積分の計算がノッキングをよく表現
できていると考えられる． 
case4で用いた着火遅れ時間（τD,fit）は温度に対する感度が小さいことから，回転速度の差のような温度の変化
に対して圧力の変化が小さい運転条件では，感度が小さく見積もられていると予測される．また，負荷の変更や
過給圧の変更では混合気の圧力温度履歴が大きく変化することから，条件毎に係数を変更することが必要となる
ことも推察される． 
 
1.0E-04
1.0E-03
1.0E-02
1.0E-01
600 700 800 900 1000 1100
Ig
ni
ti
on
 d
el
ay
 ti
m
e 
[s
]
Initial temperature [K]
PRF75
PRF83
PRF91
PRF100
1.0E-04
1.0E-03
1.0E-02
1.0E-01
600 700 800 900 1000 1100
Ig
ni
ti
on
 d
el
ay
 ti
m
e 
[s
]
Initial temperature [K]
RON75
RON83
RON91
RON100
(a) Ignition delay time for case4 (τD,fit). (b) Ignition delay time for each PRF (τchem).
Fig.5-7 Ignition delay time at 3MPa with various temperature. 
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Case5では，詳細化学反応計算により算出した着火遅れ時間（τchem）を用いて，LW積分値を算出し，ノッキ
ング発生時期を予測することとした． 
 Case5の各条件におけるノッキング発生予測時期（θpredicted）とノッキング発生時期（θknock）の差を図 5-9に示
す．ノッキング発生予測時期と実際のノッキングの時期との乖離は全ての条件において 15CA以内である．特
に．Fuel 2 (83RON), Fuel 3 (91RON), Fuel 4 (100RON)については 7CA以内となっており，回転速度が変化をして
もノッキングの予測精度に大きな差は生じなくなることが判る．  
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(a) Ignition delay time for case4 (τD,fit). (b) Ignition delay time for PRF91 (τchem).
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Fig.5-8 Ignition delay time p-T map for case4 and PRF91. Cylinder pressure and temperature history of air fuel mixture. 
Experimental condition is CR13, 5200rpm and fuel 3(91RON). 
Fig.5-9 Difference of the predicted knocking timing (θpredicted) and experimental knock timing (θknock). The prediction is conducted by 
using Livengood-Wu integral with initial temperature estimated by detail reaction calculation (Ti,chem), and ignition delay time is 
calculated by detail reaction calculation (τchem). 
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また，実験において得られた実際のノッキング発生時期とノッキングの予測時期との関係を図 5-10に示す．
Case5において，予測値の乖離が大きくなった Fuel 1 (75RON)では，ノッキングの発生時期が 37ATDC以降であ
り，TDCからは大きく遅れた時期となっている．このような条件下においては，LW積分によるノッキング発
生予測が有効であるかどうかは，今後の課題である． 
 
 
 
 
今回計算を行った詳細化学反応メカニズムは PRFを用いており実際の燃料とは異なることから，第 4章で用
いたような市販ガソリンの特性に近いサロゲート燃料の着火遅れ時間を用いることで，より高精度なノッキング
予測が可能となることが期待される． 
今後は，サロゲート燃料での着火遅れ時間での検証や，未燃ガス温度の検証を行なうことで，LW積分による
ノッキング発生時期の予測に関しても，燃料の特性を考慮した予測が可能になるように精度向上を継続したい． 
 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
0
5
10
15
20
25
30
35
40
45
50
0 10 20 30 40 50
θ p
re
di
ct
  [
A
T
D
C
]
θknock [ATDC]
75RON_CR12
75RON_CR13
75RON_CR14
83RON_CR12
83RON_CR13
83RON_CR14
91RON_CR12
91RON_CR13
91RON_CR14
100RON_CR12
100RON_CR13
100RON_CR14
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5.4 結論 
 
表 5-3に case1～5の計算条件と，得られた係数，及び分散の値をまとめる． 
 
Table5-3. Condition for LW integral calculation and variation results 
case 1 2 3 4 5 
Ti [K] Ti, st Ti, st Ti, chem Ti, chem Ti, chem 
T [K] Tad Tad Tad Tad Tad 
tau [s] D D, fit D D, fit chem 
A 
c 0.01869 0.017 0.01869 0.014 
  
d 3.4017 2.6 3.4017 1.4 
n 1.7 1.8 1.7 1.6 
B 3800 3700 3800 3850 
V 0.19 0.07 0.28 0.05 0.01 
Case No. 18 / 48 44 / 48 20 / 20 20 / 20 20 / 20 
 
 
 エンジン運転条件や燃料の RONを変更させた実験結果を用いて，LW積分によるノッキングの発生時期の予
測の検証を行い，以下の知見を得た． 
 
LW積分を用いたノッキング発生時期の予測には，着火遅れ時間を用いている混合気の特性に合わせて設定す
ることが重要である．詳細反応計算により求めた着火遅れ時間を用いることで，燃焼室筒内の圧力や未燃ガス温
度の条件が広く変わるエンジン運転条件にも対応した予測が可能となる． 
一方で，詳細反応計算により着火遅れ時間を算出するのが難しい場合，Douaudの着火遅れ時間を用いるには
燃焼室筒内の未燃ガス温度の適正な推定と，予測に用いる圧力と温度範囲に応じた係数の最適化を行なうことが
精度を向上させるために有効である． 
 
今回計算を行った詳細化学反応メカニズムは PRFを用いており実際の燃料とは異なることから，第 4章で用
いたような市販ガソリンの特性に近いサロゲート燃料の着火遅れ時間を用いることで，より高精度なノッキング
予測が可能となることが期待される． 
今後は，サロゲート燃料での着火遅れ時間での検証や，未燃ガス温度の検証を行なうことで，LW積分による
ノッキング発生時期の予測に関しても，燃料の特性を考慮した予測が可能になることが望まれる．特に，エンジ
ンの開発現場においては，開発期間の短縮化に伴い，高精度でノッキングの発生を予測することの重要性が高ま
っていることから，本観点での研究は重要性を増していると考えている． 
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第 6章 結論 
 
現代社会の中において，交通機関の役割は非常に重要になっており，特に自動車は人々の生活に欠かすことが
できない物となっている．一方でモータリゼーションの拡大に伴い，自動車が使用するエネルギー資源の量が増
えることに伴い CO2排出量は増大し気象変動の原因とも言われている．このような，エネルギー源の多様化や気
候変動に対応するためには，燃費の大幅な低減や燃料多様化への対応，燃料電池自動車，電動化車両の活用を促
進していくことが重要である． 
乗用車のパワートレーンとして多く用いられている火花点火エンジン（ガソリンエンジン）は，熱力学的には
オットーサイクルに分類される．オットーサイクルの理論熱効率の向上には圧縮比（膨張比）と比熱比の向上が
必要であることから，エンジンの開発においては高圧縮比化や EGR（排気ガス再循環）システムを用いての低温
燃焼が推進されてきた．またエンジンの実用面においては，高負荷での運転時に生じるノッキングを抑制するこ
とにより，エンジンの熱効率を高めることが重要である． 
市販ガソリンのノッキングの指標は，RON（リサーチオクタン価）と MON（モーターオクタン価）によって
表現されている．RONとMONの計測方法は，ガソリンエンジンが自動車のパワートレーンとして大量生産され
るようになった 1930年頃にアメリカの CFR（Cooperative Fuel Research）とよばれる石油メーカーと自動車 OEM
（Original Equipment Manufacturer）による団体で議論されて制定された．その当時のエンジンの平均的な圧縮比
は 5～6，RON は 65~70 であり，現在の平均的な圧縮比 10 程度，RON が 90～100 であることと比較すると大き
く異なっていた．2000年頃までは RONや RONとMONの平均値である AKI（Anti Knock Index）を用いること
でノッキングなどの異常燃焼の起こりやすさを表すことができていたものの，近年のエンジン熱効率を追及した
高圧縮比エンジンや過給ダウンサイズエンジンでは，従来から用いられてきた RON をノッキング等の指標とし
て扱うことが難しくなっている．さらに，市販の燃料の変化としては，バイオ燃料やシェールオイルの普及など
の多様化に伴い，将来的には，石油由来の炭化水素群で構成されている燃料に対して，センシティビティ S（=RON-
MON）の大きい低MON燃料や，センシティビティが 0に近いような燃料が普及する可能性も想定される．これ
らの燃料とエンジンでの燃焼の関係を理解するためには，燃料ごとの素反応に着目したノッキングの起こりやす
さについての検討も重要性が増している． 
ノッキングはエンジン燃焼室内の燃料と空気による混合気の自己着火を起点として生じる現象であることか
ら，混合気の化学反応を理解することが必要である．ガソリン混合気の化学反応については，1980年代から研
究が進められて詳細反応機構が開発されてきた．素反応を詳細に計算するためには非常に短い時間スケールでの
解析が必要であることから，計算負荷が高く時間がかかるという課題がある．しかし，近年では詳細反応機構の
簡略化や詳細反応機構を用いた解析ソフトが市販化されるようになっており，詳細反応計算はエンジン開発者に
とっても利用可能なツールとなることが期待されている． 
本研究では，エンジンの実験結果と詳細反応計算による混合気の素反応の解析をつなげるために，最近の高圧
縮比エンジンにおけるノッキングの発生特性に対するエンジンの圧縮比，回転速度，評価燃料の着火特性
（RON）の影響について実験を行なった．エンジンの運転条件では，ノッキングを避けるために点火時期を遅
角させているが，点火時期を遅角した分，燃焼重心（CA50）が遅くなり，エンジントルクが低下する．燃焼重
心が遅くなる感度は，圧縮比 1高くなるのに対して 3~6CA，エンジン回転速度が 1000rpm遅くなるのに対して
0.5~1.5CA，燃料の RONが 1下がるのに対して 0.8～1.2CAであり全てのパラメータの変化がノッキングに影響
していることが明らかになった．続いて，この実験で計測したエンジンの燃焼室内の圧力データ（200サイクル
平均値）から燃焼室内の未燃ガス温度を算出し，運転条件ごとの物理量の変化を明確にして詳細反応計算による
解析を試みた．詳細反応計算は，計算負荷の課題から 0次元での解析を選択しており，時間に対する圧力の変化
をエンジンの実験結果と対応させている．計算開始時期は吸気バルブの閉じ時期（Intake valve closed timing, 
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IVC）として，境界条件である混合気の温度（初期温度）は実験結果から状態方程式を用いて算出した．この計
算方法で解析を行なったところ，圧縮比やエンジン回転速度，RONの異なる実験結果に対応して，燃焼開始前
までの低温酸化反応（LTO）の素反応の進行の違いは確認できたが，混合気は着火にいたらず，着火時期につい
て定量的な議論は難しかった．ここには，解析モデルで考慮できていないサイクル毎の燃焼変動による影響や燃
焼室内の空間的な温度の分布を考慮できていないという 2つの課題があると考えられる．今回の検討では，特
に，燃料の混合気の温度に着目をして，詳細反応計算から初期温度を算出して比較をすることを行なっている．
詳細反応計算から算出した初期温度は，エンジン回転速度が高くなるほど高温になっており，燃焼室内の高温の
部品の温度の傾向を定性的に再現している事が判った．一方で，RONの変化に対しては，RONが低いほど初期
温度が高くなっており，実験結果と異なる傾向を示した．この要因のひとつには，詳細反応計算に用いた標準燃
料（PRF）と評価に使用した燃料（市販ガソリン相当）との間に，着火特性や熱力学的特性の違いがあることが
考えられる．燃料の影響を検討する際には，実験に用いた燃料に近い特性を持つ計算用の模擬燃料（サロゲート
燃料）を選択することも必要であることが判った．  
 本研究の目的の一つには，詳細反応計算を活用することで最近のエンジンと市販ガソリンにおけるノッキング
条件に対応する燃料の指標を明らかにすることであった．そこで，RONやMONの計測に使用している標準燃
料（PRF）と，市販ガソリンの着火特性の比較を行ない，RONとMONの計測条件の違いやセンシティビティ S
（=RON-MON）の違いの素反応論的な解釈についても検討を行っている．詳細反応計算での検討には，SIP「革
新的燃焼技術」のガソリン燃焼チームの三好らによって開発された，SIPガソリンサロゲート燃料詳細反応機構
バージョン 1.0（SIP-Gd1.0）（Miyoshi, et. al., 2017）を用いており，同チームで提案された国内の市販レギュラガ
ソリンと市販ハイオクガソリンを模擬した 5成分サロゲート燃料（S5R:レギュラガソリン相当，S5H:ハイオク
ガソリン相当）を用いている．解析の結果，標準燃料（PRF）は低温酸化反応（LTO）が大きく生じるために負
の温度計数領域（NTC）が存在して NTCよりも温度の低い領域での着火が起こりやすくなっている．一方で市
販ガソリンにおいては，NTCはほとんど存在しておらず，LTOも PRFに対して小さい．RONの計測条件にお
ける燃焼室内の混合気の圧力と温度条件は，NTC付近を通っており，かつエンジン回転速度が低いためにサロ
ゲート燃料に対して LTOが大きいことが計算から示された．一方で，MONの計測条件においては混合気の温度
が高いために，NTCよりも高温側の条件を使用しており，サロゲート燃料に対して LTOがほぼ同等であった．
着火時期に関しては，LTOよりも高温条件で生じる着火準備期間～着火の反応速度も考慮する必要がある．PRF
とサロゲート燃料を比較すると，着火準備期間～着火の反応速度についてはサロゲート燃料の方が早くなってい
る．その為に，MONの計測条件においてはサロゲート燃料のほうが着火時期が早まっており，PRFに比べて
MONが低い値になっていると考えられる．簡単に言い換えると，RONは低温酸化反応（LTO）の影響が小さい
ほど高い値になるが，MONは着火準備期間～着火の反応速度が遅いほど高い値になる指標といえる． 
しかし，実際には燃料によって LTOが生じる圧力温度領域や着火準備期間～着火の反応速度の圧力温度依存
性は異なることから，燃料毎，あるいは圧力や温度条件毎に標準燃料（PRF）との比較をする必要がある．そこ
で RONが等しい PRFとサロゲート燃料の着火遅れ時間 p-T（圧力―温度）マップを作成して比較を行なうこと
で，素反応の違いと従来の指標（RON, MON）との対応を模式化して，エンジン運転条件との対応を容易に行な
える表現についての検討を行った．作成した着火遅れ時間の p-Tマップに対して，着火遅れ時間の差 20%以上を
優位な差として識別したところ，圧力 3MPa以下の 700K以上の領域において，サロゲート燃料が PRFよりも顕
著に着火しやすい領域が確認できた．この領域ではMONが着火特性に影響していると示唆される．一方で，
900K以下の領域には PRFがサロゲート燃料よりも顕著に着火しやすい領域が確認でき，この領域は，RONに
加えてセンシティビティ（S=RON-MON）の大きさが着火特性に影響していることが示唆された．また実際のエ
ンジン実験データから得られた混合気の p-T履歴を用いて比較を行なった場合にも，過去の知見を再現する傾向
が確認できている．ただし，p-Tマップ上には，エンジンでの検証ができていない領域があることや，時間の概
念を考慮できていないことなどの課題がある．今後更なる検討を加えることで，予測精度を向上させて，エンジ
ン開発段階で燃料影響を推定できるツールに成長させていきたい．  
前述のように，詳細反応計算は計算時間がかかることから実用性を考えると 1次元や 3次元数値シミュレーシ
ョンへの適用は現段階では難しい．そのため，エンジン開発の現場においては， Livengood-Wu積分（LW積分）
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によるノッキングの予測が多く用いられている．LW 積分は燃焼室内の圧力や温度条件に対応する着火遅れ時間
を算出して時間積分を行なうことで化学反応の進行を表現して着火にいたる時期すなわちノッキングの発生時期
を予測している．実際のエンジン実験結果を用いた検証の結果，LW 積分を用いたノッキング発生時期の予測に
おいても，LW 積分で使用する着火遅れ時間の選択が重要であることが判った．特に，高圧縮比エンジンにおい
ては，混合気が LTOの領域を通ることから，詳細反応計算により求めた着火遅れ時間を用いることで予測精度が
向上する．また，詳細反応計算により着火遅れ時間を算出するのが難しい場合，Douaudの着火遅れ時間を用いる
には燃焼室筒内の未燃ガス温度の適正な推定と，予測に用いる圧力と温度範囲に応じた係数の最適化を行なうこ
とが精度を向上させるために有効であることも明らかになった． 
 
最近のガソリンエンジンの特徴である高圧縮比や過給エンジンを題材に，エンジンの熱効率向上に大きく影響
するノッキングについて実験結果と数値シミュレーションによる検討を結びつけ，詳細反応計算による燃料の化
学反応の影響について考察を加えた．その上で，将来のエンジンや燃料の多様性に対応できる指標を構築するた
めにノッキングに与える燃料の影響について素反応論的に明らかにし，かつエンジン開発者が活用可能なツール
として提供できる形に変換を行なった． 
これらの研究を通して，近年のエンジンでは同じ RONならMONが低い燃料，即ち，センシティビティの大
きい燃料がノッキング抑制では優れているという事象に対しても素反応過程から考察を行うことで一定の説明が
つくことも判った．今後，得られた成果をエンジン開発の効率化や，将来の燃料の方向性を検討するツールとし
て活用することで，車両燃費の向上すなわち自動車の CO2排出量の低減に貢献し，将来のモビリティー社会を
より便利で豊かなものに発展させていきたい．  
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Appendix 1 
 
A.1 燃焼重心(CA50)の求め方 
 
燃焼重心（CA50）は，質量燃焼割合 50%の時期を示しており，次の式から求めている． 
 あるクランク角（θm）における熱発生量は，式（a-1）から求められる． 
𝑄 (𝜃ｍ) = 𝑄 (𝜃ｍ−1)＋𝑑𝑄 (a-1) 
 クランク角毎の熱発生率（dQ）は式（a-2）で示すことができる． 
𝑑𝑄 = 𝑑𝑈 + 𝑑𝑊 + 𝑎 + 𝑏 (a-2) 
 ここで，dUは 1クランク角あたりの内部エネルギーの変化，dWは 1 クランク角あたりのピストンによる仕
事，aは燃焼室壁からの受熱，b はピストンリング等から抜けたガスのエネルギーである．ただし，本研究内で
は a, b は dU，dWに対して小さいことから考慮していない． 
 内部エネルギーの変化(dU)は式（a-3），（a-4）より式（a-5）で示される． 
𝑑𝑈 = 𝑚𝑐𝑣𝑑𝑇 (a-3) 
状態方程式から 
𝑚𝑑𝑇 =
1
𝑅
(𝑉𝑑𝑝 + 𝑝𝑑𝑉) (a-4) 
𝑑𝑈 =
𝐶𝑣
𝑅
(𝑉𝑑𝑝 + 𝑝𝑑𝑉) (a-5) 
一方，ピストンによる仕事は燃焼室容積の体積変化で示すことができるため，式（a-6）で示される． 
𝑑𝑊 = 𝑝𝑑𝑉 (a-6) 
定容比熱は比熱比（κ=cp/cv）を用いて式（a-7）で示される． 
𝐶𝑣
𝑅
=
1
𝜅−1
 (a-7) 
式（a-5）（a-6）（a-7）から，（a-2）は次の式で求めることができる．  
𝑑𝑄 =
1
𝜅−1
𝑉𝑑𝑃＋
𝜅
𝜅−１
𝑃𝑑𝑉 (a-8) 
 
 質量燃焼割合は式(a-9)で示すことができる． 
𝑋 (𝜃ｍ) =
𝑄(𝜃1)
𝑄𝑚𝑎𝑥
× 100 (a-9) 
 X(θm)=50 になるときのクランク角を燃焼重心（CA50）と定義している． 
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Appendix 2 
 
A.2. PRFとの着火遅れ時間差（Δτ）p-Tマップを用いたノッキング指標の応用 
～NA（自然吸気）エンジンと過給エンジンのプレイグニッション条件の検討～ 
 
A.2.1  プレイグニッション条件の計算方法 
 
ここでは，4.4 節のノッキングでの実験結果を用いて，高圧縮比エンジンや過給エンジンで起こりやすくなる
プレイグニッションの条件を推定し，PRFとの着火遅れ時間差（Δτ）p-Tマップを活用した燃料影響の検討を行
う． 
プレイグニッションは，燃焼室筒内の高温部分が混合気に熱を与えることで，混合気の反応が進み，点火時期
よりも手前に混合気が自己着火に至る現象である．この現象が発生すると，燃焼室内の温度が更に高くなること
から，次のサイクルでの着火時期が早まり，連鎖的にプレイグニッションを誘発する傾向があることから，エン
ジンの破損に至る可能性のある現象として注意が必要である．また，圧力や温度が高くなる高圧縮比エンジンや
高過給エンジンで課題となる現象である． 
 プレイグニッションの検討には 4.4 節で使用したエンジン実験結果のうち点火時期までの圧力の履歴を使用し
ている．これは，プレイグニッションが点火時期よりも前に混合気が自己着火する現象であるためである．一方
で温度の設定については，燃焼室内の高温部分から受熱をした混合気が自己着火の起点となると考えられるため
に，初期温度を高く設定することにした．具体的には 4.3 節でノッキングの検討時に計算から算出した Ti,chem,S5
と同様に，点火時期がプレイグニッションの発生時期（θpre-ig,exp）と仮定をして，計算による混合気の着火時期
（θpre-ig, chem）が（θpre-ig,exp）と同じになるときの温度（Ti,chem,S5,pre-ig）を用いている．また，case2 (NA, CR5, 
1200rpm)については，圧縮比が低く点火時期が-40ATDCまで進角していることと，エンジン回転速度が低くプ
レイグニッションの原因となる燃焼室内の高温部分が存在しにくいことから，検討条件から除くこととした．図
a-1 に設定に各条件における初期温度（Ti,chem,S5,pre-ig）と状態方程式から求めている混合気の初期温度（Ti,st）を比
較する． 
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Fig.a-1 Initial temperature of each test condition. White bars are calculated by state equation (Ti,st) and colored bars are calculated by 
detail reaction calculation (Ti,chem,S5,pre-ig). 
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A.2.2  PRFとサロゲート燃料の着火時期についての考察 
 
 図 a-2 に 4.3 節で作成をした Δτ90RONの p-Tマップに case1~6 (Fuel 3 (91RON))の燃焼室筒内圧力（pexp）と未燃
ガス温度（Tu,ad,pre-ig）の履歴を重ねて示している．初期温度には S5Rの詳細反応計算により求めた Ti,chem,S5,pre-igを
用いている． 
同様に，図 a-3 には Δτ100RONの p-Tマップに case7,8 (Fuel 4 (100RON))の燃焼室筒内圧力（pexp）と未燃ガス温度
（Tu,ad,pre-ig）の履歴を重ねて示している．初期温度には S5Hの詳細反応計算により求めた Ti,chem,S5,pre-igを用いてい
る． 
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Fig.a-2 Cylinder pressure and unburned gas temperature for each test case (Fuel3) for pre-ignition estimation on Δτ90RON p-T map.  
Fig.a-3 Cylinder pressure and unburned gas temperature for each test case (Fuel4) for pre-ignition estimation on Δτ100RON p-T map.  
Appendix 
 
x 
 
続いて，各 caseの筒内圧力履歴（pexp）と初期温度（Ti,chem,S5,pre-ig）を用いて，PRFの混合気における着火時期
（θig, PRF）の算出を行った．図 a-4 にそれぞれの条件に対する S5R，S5Hの詳細反応計算による着火時期（θpre-ig, 
S5）と PRF90, PRF100 の詳細反応計算による着火時期（θpre-ig, PRF）を比較している．同様に着火時期を IVCから
の時間（tpre-g, PRF，tpre-ig, S5）で示した値を図 a-5 に示している． 
 
 
 
 
 
 
 
それぞれの条件について PRFとサロゲート燃料（S5）の着火時期の差（θpre-ig, PRF –θpre-ig, S5）を図 a-6 に示して
いる．同様に着火時期を IVCからの時間（tpre-ig, PRF，tpre-ig, S5）については式（4-4）により比較をして図 a-7 に示
している． 
∆𝑡𝑝𝑟𝑒−𝑖𝑔[%] =
(𝑡𝑝𝑟𝑒−𝑖𝑔,𝑃𝑅𝐹−𝑡𝑝𝑟𝑒−𝑖𝑔,𝑆5)
𝑡𝑝𝑟𝑒−𝑖𝑔,𝑃𝑅𝐹
× 100                (4-4) 
 図 4-19，4-20 の比較と同様に，a-6，a-7 ともに値が 0 に近い場合は PRFで算出した着火時期とサロゲート燃
料（S5）で算出した着火時期が等しいことから，着火時期に対して燃料の RONの影響が大きく，MONの影響
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Fig.a-4 Estimated ignition timing （θpre-ig） of each estimated pre-ignition condition. Colored bars are estimated with surrogate fuels 
(S5R, S5H) and white bars are estimated with PRFs (PRF90, PRF100). 
Fig.a-5 Estimated ignition timing （tpre-ig） of each estimated pre-ignition condition. Colored bars are estimated with surrogate fuels 
(S5R, S5H) and white bars are estimated with PRFs (PRF90, PRF100). 
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が小さいと考えられる．Case4，8 を除いては，着火時期の差は 2%以内であることから，ノッキングにはMON
の影響が小さいと考えられる． 
一方で，case4（NA, CR10.4, 6000rpm, Fuel 3 (91RON)）は正の値であり PRFで算出した着火時期がサロゲート
燃料（S5）で算出した着火時期に対して遅くなっている．これはMONの値が高い PRFの方が着火しにくい状
態であることを示しており，RON に加えてMONの値がプレイグニッションの起こりやすさに影響しているこ
とが推定される．また，case8（過給，4400rpm, Fuel 4 (100RON)）は負の値であり，PRFで算出した着火時期が
サロゲート燃料（S5）に対して早くなっている．これはMON の値が低いサロゲート燃料（S5）の方が着火しに
くい状態であることを示しており，RONに加えてセンシティビティ S（=RON-MON）が大きい燃料ほどプレイ
グニッションが起こりにくくなる運転条件であることが推定される． 
 
 
 
 
 
 
 
Case1（NA, CR10.4, 1200rpm, Fuel 3 (91RON)）の結果を図 a-8 に示す．プレイグニッションはピストン圧縮中
の点火時期付近で発生するが，case1 の場合は点火時期が 16.0ms（=-4ATDC）でありその時の圧力は 1.8MPa ま
で上昇している．このときの温度の変化と LTOで生成されるホルムアルデヒド（CH2O）と冷炎及び熱着火中に
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Fig.a-6 Comparison of the estimated ignition timing （θpre-ig） of each experimental condition between those estimated with PRF 
（θpre-ig,PRF） and those estimated with surrogate fuels (θig,S5).  
Fig.a-7 Comparison of different ratio of estimated ignition timing （Δtpre-ig） calculated with equation 4-4. 
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生成される OHラジカルのモル分率を比較している．その結果 14ms（=-18ATDC）頃まで S5Rは PRF90 に対し
て CH2Oの生成速度が速く，OH ラジカルも多く生成しているが，その後の着火準備期間は PRF90 に対して長い
ために熱着火による温度の上昇や着火時期については PRF90 での計算結果とほぼ同時期になっている． 
次に，case4（NA, CR10.4, 6000rpm, Fuel 3 (91RON)）の結果を図 a-9 に示す．case4 の場合は点火時期が 2.6ms
（=-24ATDC）であり，圧力は 1.4MPa まで上昇している．このときの温度の変化と LTOで生成されるホルムア
ルデヒド（CH2O）と冷炎及び熱着火中に生成される OHラジカルのモル分率を比較すると case1 のときと同様
に S5Rは PRF90 に対して CH2O の生成速度が速く，OHラジカルも多く生成している．また case4 では，その後
の着火準備期間で反応速度が逆転することはなく，着火時期については S5Rが PRF90 に対して早い時期になっ
ている． 
最後に次に，case8（過給，4400rpm, Fuel 4 (100RON)）の結果を図 a-10 に示す．Case8 の場合は点火時期が
4.6ms（=-13.5ATDC）であり，圧力は 3.6MPa まで上昇している．このときの温度の変化と LTO で生成されるホ
ルムアルデヒド（CH2O）と冷炎及び熱着火中に生成されるOH ラジカルのモル分率を比較すると case1 のとき
と同様に 4ms（=-30ATDC）頃まで S5Rは PRF90 に対して CH2Oの生成速度が速く，OHラジカルも多く生成し
ている．しかし，その後の着火準備期間で反応速度が逆転しており，着火時期については S5Rが PRF90 に対し
て遅い時期になっている．LTOが大きく影響しているためと考えられる． 
 
Case4（NA, CR10.4, 6000rpm, Fuel 3 (91RON)）の解析により，温度の高い条件で着火するエンジン回転速度の
高い運転条件においては，混合気は LTOの影響をあまり受けず，混合気はMONの計測条件に近い着火特性を
示していることが考察された．これは，過去に筆者らが報告したエンジン回転数が高い領域のプレイグニッショ
ンの発生温度がMONの影響を受けるという結果と一致する．ただし，case8（過給，4400rpm, Fuel 4 
(100RON)）の解析から示唆されたように，PRF100（イソオクタン）には LTOよりも温度が高い領域で着火準備
期間が短くなる領域があるために，センシティビティ S（=RON-MON）の大きい燃料の着火が起こりにくくな
っている．この傾向については過去の研究事例がないが，今後エンジンでの実証により明らかにされることが期
待される． 
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Fig.a-8 Cylinder pressure (pexp), unburned gas temperature (Tu,chem), CH2O and OH mole fraction calculated with PRF90 and S5R for 
case 1 (NA, CR10.4, 1200rpm, Fuel 3 (91RON)) pre-ignition condition.  
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Fig.a-9 Cylinder pressure (pexp), unburned gas temperature (Tu,chem), CH2O and OH mole fraction calculated with PRF90 and S5R for 
case 4 (NA, CR10.4, 6000rpm, Fuel 3 (91RON)) pre-ignition condition.  
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Fig.a-10 Cylinder pressure (pexp), unburned gas temperature (Tu,chem), CH2O and OH mole fraction calculated with PRF90 and S5R 
for case8 (Turbocharged, CR10, 4400rpm, Fuel 4 (100RON)) pre-ignition condition.  
